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Kurzzusammenfassung Vakuummetallurgische Verfahren sind unumgänglich zur
Herstellung von Stahlgüten mit hohen Qualitätsansprüchen. Sie werden zum endgül-
tigen Raffinieren der Stahlschmelze in nahezu jedem Stahlwerk eingesetzt. Die Ver-
schiebung des druckabhängigen Gleichgewichts dient als thermodynamisches Grund-
prinzip, beispielsweise zur Entkohlung und Entgasung. Bei der wirtschaftlichen Be-
trachtung von Vakuumanlagen spielt besonders die Kinetik der physikalisch chemi-
schen Reaktionen eine Rolle, da diese maßgeblich die Behandlungszeit der Schmelze
bestimmt. Zur Leistungssteigerung der Entkohlung von chromhaltigem Stahl kann
im VOD-Prozess (Vacuum Oxygen Decarburization) neben gasförmigem Sauerstoff
auch oxidisches Pulver eingeblasen werden. Der Effekt dieses Verfahrens auf den Pro-
zess wird grundlegend auf seinen Reaktionsmechanismus und das Potential der kineti-
schen Optimierung untersucht. Hierzu wird in Laborversuchen die Reaktion des festen
Metalloxides mit der kohlenstoffreichen Stahlschmelze analysiert. Außerdem werden
Versuche im 100 kg Vakuuminduktionsofen und im industriellen Maßstab durchge-
führt. Mit den verschiedenen Versuchsanordnungen kann eine Beschleunigung der
Entkohlungsreaktion beim kombinierten Entkohlen bestätigt werden. Zusätzlich wird
ein thermodynamisches Modell entwickelt, welches die Auswirkung des Metalloxid-
pulvers auf die Massen- und Energiebilanz berechnet.
Abstract Vacuum Metallurgical processes are necessary for the production of steel
grades with high quality standards. Most steelplants use them for the final refining
of liquid steel. Changing the thermodynamic equilibrium by an increase of the total
pressure is the principle for decarburisation and degassing. With an economic view on
the vacuum treatment the kinetics of the physico-chemical reactions are particularly
relevant. The kinetics largely determine the treatment time of the melt. To increase
the decarburisation speed of chromium steel during the VOD process (vacuum oxygen
decarburisation), it is possible to inject gaseous oxygen combined with oxidic pow-
der. In this thesis, the effect of the combined blowing is fundamentally investigated
on its reaction mechanism and the kinetic potential of the optimisation. In labora-
tory experiments, the reaction of solid metal oxides with carbon-rich molten steel
is analysed. Furthermore, experiments in the 100 kg-scale vacuum induction furnace
and in industrial scale are carried out. Both different experimental designs indicate
the acceleration of the decarburisation during combined blowing. To calculate the
effect of the metaloxides on the mass and energy balance of the VOD process, a
thermodynamic model is developed.
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11. Einleitung und
Aufgabenstellung
Vakuummetallurgische Verfahren sind unumgänglich zur Herstellung von Stahlgüten
mit hohen Qualitätsansprüchen. Sie werden zum endgültigen Raffinieren der Stahl-
schmelze in nahezu jedem Stahlwerk eingesetzt. Vakuumanlagen können ein weites
Aufgabenspektrum abdecken wie das:
• Entfernen von unerwünschten Begleitelementen wie Schwefel, Sauerstoff, Was-
serstoff, Stickstoff und Kohlenstoff;
• Legieren;
• Reinheitsgrad-Spülen;
• Homogenisieren;
• Einstellen auf Gießtemperatur.
Daher kann eine Stahlschmelze oft mehrere Stunden in solchen Aggregaten behandelt
werden. Eine Verkürzung der Behandlungszeit würde für die Herstellungsroute von
aufwendigen Stahlgüten neben der Erhöhung der Produktivität des Stahlwerkes auch
eine Senkung des Energieverbrauches bedeuten.
Das Einbringen oder Einblasen von metalloxidhaltigen Stäuben und Pulvern ist seit
langem bekannt und wird in der Metallurgie genutzt. Die Ziele sind verschieden
und hängen von dem jeweiligen Prozessschritt ab, in dem diese Technik Anwendung
findet. Gemein ist allen Anwendungen der Grundgedanke der Wiederverwertung oxi-
discher Reststoffe der Stahl- und Eisenindustrie als Sauerstoff- oder Metallträger.
Neben der direkten Gewinnung und Nutzung von zum Beispiel Eisen und Sauerstoff,
werden metallische, sulfidische und oxidische Verbindungen von Zink und Blei bei
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den Behandlungstemperaturen von Stahl verdampft und reichern sich im Staub an.
So entsteht ein Rohstoff für die Nichteisen-Metallurgie. [13]
Ziel dieser Arbeit ist die Untersuchung der Nutzung von Metalloxidpulver zur Be-
schleunigung des Entkohlungsprozesses in der Vakuummetallurgie. Beginnend mit
der Einführung in das Verfahren des VOD-Prozesses und dessen thermodynamischen
Grundlagen, werden die physikalischen Erscheinungen von Blasenbildung und Benetz-
barkeit erläutert. Basierend auf der Thermodynamik der chemischen Reaktionen im
VOD-Prozess wird ein Modell entwickelt, das die Auswirkung von Metalloxid auf die
Entkohlung und Temperatur der Schmelze beschreibt.
Die Mikrokinetik der Entkohlungsreaktion an festem Metalloxid soll im Labormaßstab
geklärt werden. Dazu werden Untersuchungen an der Grenzschicht zwischen Stahl
und Oxid durchgeführt, die Rückschlüsse auf die Entstehung von Gasblasen am Oxid
erlauben. Ergänzend wird die Benetzbarkeit von Eisenoxid durch einen chromhaltigen
Stahl experimentell ermittelt.
Im nächsten Schritt schließen sich Versuche im Technikum-Maßstab an. Dazu wird
ein Vakuuminduktionsofen des Institutes für Eisenhüttenkunde zu einer VOD-Anlage
erweitert. Neben der technischen Auslegung ist die Inbetriebnahme der Aufblaslanze,
des Spülsteines und des Einblassystems Teil dieser Arbeit. Versuche mit dem Aufbla-
sen von reinem Sauerstoff oder kombiniert mit Metalloxid sollen Auskunft über die
Möglichkeit zur Beschleunigung der Entkohlung und der Nutzung eines Vakuumin-
duktionsofens als VOD-Simulationsanlage geben.
Abschließend wird die Wirkung von Metalloxidstaub im industriellen Maßstab un-
tersucht. In einer 90 t-VOD-Anlage wird ein Versuchsprogramm durchgeführt, aus
dem Folgerungen für eine Verkürzung der Behandlungszeit gezogen werden können.
Gleichzeitig werden die Ergebnisse der Versuche zur Evaluation des thermodynami-
schen Modells genutzt.
32. Einführung in den Themenkreis
Im internationalen Wettbewerb der Stahlerzeuger spielen seit einigen Jahren beson-
ders die Themen der kosten- und ressourcenschonenden Herstellung von qualitativ
hochwertigen Stahlgüten eine übergeordnete Rolle. Der spezifische Energie- und Zeit-
aufwand pro Tonne erzeugtem Stahl sind wichtige Kennzahlen bei der Bewertung der
verschiedenen Herstellungsrouten und Anlagen der Stahlindustrie. Eine Optimierung
dieser Kennzahlen hängt von vielen Faktoren ab, wie zum Beispiel dem Produktspek-
trum, den vorhandenen Anlagen, den Umweltauflagen und dem Standort eines Stahl-
werkes. Die Entwicklung und Etablierung alternativer und neuartiger Verfahren in der
Metallurgie stagniert seit den letzten Jahrzehnten. Stattdessen sind an vorhandenen
Verfahren und Anlagen mit dem Einsatz von rechnergesteuerter und modellunterstüt-
zer Prozessleittechnik und geringfügigen technischen Änderungen teils wirkungsvolle
Optimierungen möglich. Außerdem ist durch das in Kraft treten von stetig strenger
werdenden Umweltauflagen und steigenden Energiekosten, die Blickrichtung der Op-
timierung auf eine Senkung des Energiebedarfs und die Rückführung von Abfallstoffen
gelenkt worden. Die Verwendung von Metalloxiden in der Vakuummetallurgie ist ein
Ansatz von vielen, um ein vorhandenes Verfahren in diesem Kontext zu verbessern.
In den folgenden Abschnitten wird ein Einblick in die Route eines Elektrostahlwerkes
gegeben und die Verfahren der Vakuummetallurgie beschrieben. Darüber hinaus wird
die Verwendung von Metalloxidpulvern in der Stahl- und Eisenindustrie beleuchtet. Zu
der Nutzung dieser Pulver in der Vakuummetallurgie existieren bereits Erkenntnisse,
deren Ergebnisse ebenfalls im Folgenden zusammengefasst werden.
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2.1. Herstellungsroute von Stahl mit
Vakuumbehandlung
Neben den integrierten Hüttenwerken, die im Wesentlichen mit den Rohstoffen Ei-
senerz, Kohle und Schrott über den Hochofen und Sauerstoffblas-Konverter Stahl
erzeugen, haben Elektrostahl-Verfahren einen Mengenanteil von ca. 30 % der gesam-
ten deutschen Rohstahlerzeugung [4]. In Elektrostahlwerken wird sortenreiner Schrott
mit elektrischer Energie im Elektrolichtbogenofen (EAF) eingeschmolzen, siehe Ab-
bildung 2.1, und in eine Pfanne abgestochen. Je nach Bauart und Betriebsweise
des EAF ist anschließend das Entfernen der mitgelaufenen Schlacke im Abschlack-
stand und das Aufgeben einer neuen reinen Schlacke nötig. Bis zum Vergießen des
Stahles schließt sich nun die sogenannte Sekundärmetallurgie an mit den Haupt-
aufgaben: Einstellen von Temperatur und Zusammensetzung des Stahls, Entfernen
von unerwünschten Begleitelementen und Homogenisierung. Die sekundärmetallur-
gische Behandlung ist durch das gezielte Entfernen und Zulegieren von chemischen
Elementen maßgeblich für die geforderten Eigenschaften des Stahls zuständig.
Abbildung 2.1.: Herstellungsroute eines Elektrostahlwerkes am Beispiel der Deut-
sche Edelstahlwerke GmbH in Witten , nach [5]
Im Pfannenofen kann die Temperatur der Schmelze eingestellt werden. Durch das sich
anschließende Vakuumverfahren werden in der Stahlschmelze gelöste Gase wie zum
Beispiel Wasserstoff oder Stickstoff entfernt und in Kombination können die Gehalte
von Kohlenstoff und Sauerstoff gesenkt werden. Während Kohlenstoff als Legierungs-
element präzise in engen Grenzen eingestellt werden muss, ist Sauerstoff ein Stahl-
schädling, dessen Gehalt so klein wie möglich sein soll, um oxidische nichtmetallische
Einschlüsse und Gießfehler zu vermeiden. Im Anschluss an die Vakuumbehandlung
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kann in einer Abschlussbehandlung Draht eingespult und im Inertgas-Spülstand die
Schmelze homogenisiert oder gekühlt werden.
2.2. Vakuumanlagen der Sekundärmetallurgie
Vakuumanlagen der Sekundärmetallurgie lassen sich in zwei Gruppen einteilen, die
Pfannenstandentgasung und das Umlaufverfahren, siehe Abbildung 2.2. Bei der
Pfannenstandentgasung wird die gesamte Pfanne (3) in einen Vakuumkessel (1) ge-
stellt, ein Spritzschutzdeckel (4) aufgelegt und der Deckel (2) geschlossen. Durch
die Abgasleitung (8) wird Vakuum gezogen. In der Abbildung 2.2a ist das Vacuum
Oxygen Decarburisation Verfahren (VOD) dargestellt, bei dem sich über eine Lanze
(5) Sauerstoff auf die Schmelze (7) blasen lässt. Über ein Schleusensystem (6) im
Deckel werden Legierungsmittel und Schlackenbildner zugeführt. Im Gegensatz hierzu
wird während des Umlaufverfahrens nur eine Teilmenge der Schmelze (7) dem Vaku-
um ausgesetzt, siehe Abbildung 2.2b. Bei dem RH-Verfahren (Ruhrstahl-Heraeus),
wird durch die Vakuumsaugleitung (8) ein Unterdruck im Gefäß (4) erzeugt. Das mit
zwei feuerfest ausgekleideten Tauchrohren ausgestattete Gefäß wird in die Pfanne
(3) eingetaucht, so dass die Schmelze in das Gefäß gesaugt wird. In dem Einlaufstut-
zen (1) wird durch das Einblasen von Gas eine Umlaufströmung erzeugt. Hierdurch
strömt die behandelte Teilmenge durch den Auslaufstutzen (2) zurück in die Pfanne,
bis die gesamte Schmelze behandelt wurde. Auch bei dem RH-Verfahren kann mit
einer Aufblaslanze (5) Gas auf die Schmelze geblasen und Legierungsmittel durch
Schleusen (6) chargiert werden. Metallurgisch unterscheiden sich die beiden Verfah-
ren besonderes darin, dass bei der Pfannenstandentgasung oder VOD-Behandlung
die Schlacke an den Reaktionen teilnimmt, während im Umlaufverfahren schlacken-
frei gearbeitet wird. So ist eine Tiefentschwefelung durch die Schlacke während der
Pfannenstandentgasung möglich. Während beider Verfahren wird die Schmelze mit
einem gasdurchlässigen Spülstein am Pfannenboden durch Inertgas, meist Argon,
gerührt. [68]
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(a) Pfannenstandentgasung (b) Umlaufverfahren
Abbildung 2.2.: Anlagen der Sekundärmetallurgie zur Vakuumbehandlung, nach
SMS Mevac GmbH [9]
2.2.1. VOD-Verfahren
Das VOD-Verfahren wurde hauptsächlich für das Entfernen von Kohlenstoff, auch
Frischen genannt, von rost-, säure- und hitzebeständigen Stählen (RSH) mit ho-
hem Chromgehalt entwickelt. Einen Überblick über die Entwicklung der Technik des
Verfahrens geben die Literaturstellen [1020]. Im folgenden Abschnitt werden Er-
kenntnisse aus diesen Quellen zusammengefasst.
Die Edelstahlwerk Witten AG untersuchte und etablierte in der im Jahre 1962 erbau-
ten Pfannenstandentgasung den Vakuumfrischprozess, [21]. Zu dieser Zeit wurde der
Stahl zwischen dem Elektrolichtbogenofen und der Pfannenstandentgasung noch in
einem LD-Konverter gefrischt. Um dort Chromverluste zu vermeiden, wurde ein Teil
der Entkohlung in der Vakuumanlage durchgeführt. Heutzutage wird erst im Elek-
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trolichtbogenofen aus hochlegiertem Schrott und kohlenstoffhaltigem Material eine
Rohstahlschmelze erzeugt, die einen Kohlenstoffgehalt von bis zu 1,5 Gew.-% ent-
hält. Bei einem Zielkohlenstoffgehalt, je nach geforderter Qualität, von unter 30 ppm
muss die Schmelze entkohlt werden. Hierzu wird die Schmelze im EAF bereits mit
einer Sauerstoanze vorgefrischt und anschließend in einer VOD-Anlage weiter be-
handelt. Bei diesem Prozess ist das Ziel selektiv den Kohlenstoff zu entfernen und
dabei gleichzeitig möglichst wenig der Legierungselemente, wie zum Beispiel Chrom,
zu verschlacken. Dabei wird das Vakuum genutzt, um die thermodynamischen Gleich-
gewichte zu verschieben. In einer VOD-Anlage können neben dem Frischen die se-
kundärmetallurgischen Schritte wie Legieren, Tiefentschwefelung, Entgasung, Tem-
peraturabstimmung und Homogenisierung durchgeführt werden.
Bei einer typischen VOD-Behandlung wird, nach dem Auflegen des Spritzschutzes,
dem Anschließen des Spülsteines an die Gasleitung und dem Schließen des Deckels,
der Kessel auf einen Druck von 100200 mbar evakuiert. Gleichzeitig wird mit dem
Spülen der Schmelze durch den Spülstein begonnen. Die wassergekühlte Aufblaslanze
wird auf die entsprechende Höhe über der Schmelze abgesenkt. Je nach Lanzendesign
und Freiboard der Pfanne liegt diese im Bereich von 0,51,5 m. Bei einem Sauerstoff-
volumenstrom von ca. 10001500 Nm
3
h hängt die Blaszeit von dem Start- und Ziel-
kohlenstoffgehalt ab. Durch das Vakuum und Argon wird der Partialdruck des Koh-
lenmonoxid herabgesetzt und damit der Abbrand von Chrom verringert. Dieser ther-
modynamische Zusammenhang wird in Abschnitt 3.1 näher erläutert. Bis zu einem
sogenannten kritischen Kohlenstoffgehalt (Ckrit) ist die Reaktionsgeschwindigkeit der
Entkohlung von der Sauerstoffzufuhr abhängig. Unterhalb dieses kritischen Kohlen-
stoffgehaltes setzt in zunehmendem Maße die Metallverschlackung ein. Zum einen ist
nun der Transport des Kohlenstoffes innerhalb der Schmelze der geschwindigkeitsbe-
stimmende Schritt, zum anderen bevorzugt das thermodynamische Gleichgewicht die
Chromoxidation. Es muss daher die Prozessführung, das heißt der Vakuumdruck und
die Sauerstoffblasrate, angepasst werden, um eine übermäßige Chromverschlackung
zu vermeiden. Der kritische Kohlenstoffgehalt ist variabel und hängt von der Zusam-
mensetzung des Stahls und den Prozessparametern ab. Daher sind in der Literatur
unterschiedliche Werte für Ckrit angegeben, die von 0,150,3 Gew.-% reichen. Bei
der Erzeugung von ferritischem Stahl mit 18 Gew.-% Chrom und der Anforderung
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von [C] + [N ] < 150 ppm geben die Forscher Chen et al. sogar einen optimalen
Ckrit von 0,03 Gew.-% [22] an. Prozesstechnisch kann das Unterschreiten von Ckrit
anhand der Abnahme der Entkohlungsgeschwindigkeit detektiert werden.
An die Blasperiode schließt sich unmittelbar eine Tiefvakuumphase an. In dieser wird
bei einem Druck von meist < 1 mbar die Schmelze ausgekocht. Während dieser
Phase reagiert der in der Schmelze gelöste Sauerstoff mit dem restlichen Kohlenstoff
der Schmelze zu gasförmigem CO, das als Blase aus der Schmelze entweicht und
daher als Kochen bezeichnet wird. In dieser Phase werden sehr niedrige Gehalte
gelöster Gase wie Wasserstoff, Stickstoff und Sauerstoff erreicht. Die Entgasung der
Schmelze wird, zusätzlich zum Spülgas, von den Kohlenmonoxidblasen unterstützt.
Sie wirken ebenfalls wie ein Vakuum und verstärken die Durchmischung der Schmelze.
Während der Blasphase im VOD-Prozess entsteht eine Schlacke mit einem Chro-
moxidgehalt von ca. 30 Gew.-%. Am Ende der VOD-Behandlung wird diese unter
Einsatz eines metallischen Reduktionsmittels, beispielsweise Ferrosilizium, reduziert.
Gleichzeitig werden Schlackenbildner wie CaO und CaF2 zugegeben, um die Reak-
tionsprodukte in der Schlacke zu binden. Durch die Reduktion der Schlacke wird der
Chromgehalt der Schlacke auf unter 5 Gew.-% reduziert und ein Großteil des zuvor
verschlackten Chroms zurück in die Schmelze überführt. Außerdem wird durch das
intensive Rühren die kalkhaltige Schlacke mit der Schmelze vermischt, so dass ein
Entschwefelungsgrad von über 90 % erreicht werden kann.
2.3. Einblasen von Metalloxiden in der Metallurgie
2.3.1. Konverter
Das Frischen von Rohstahlschmelzen mit Sauerstoff zum Entfernen von Kohlenstoff
hat sich seit Mitte des 19. Jahrhunderts als Prozessschritt der Metallurgie etabliert.
Bei den nahezu zeitgleich erfundenen Konverterverfahren nach H. Bessemer (1813-
1898) und S. G. Thomas (1850-1885) wurde das Roheisen durch das Einblasen von
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Luft aus Bodendüsen entkohlt. Mit dem Aufkommen von großtechnischen Luftzerle-
gungsanlagen wurden die Thomas- und Bessemer-Konverter schnell durch Verfahren
ersetzt, die mit reinem Sauerstoff frischen. Der um 1949 erfundene LD-Konverter
(Linz-Donawitz) ist heutzutage das Standardverfahren beim Frischen mit Sauerstoff
durch eine Toplanze. Um den Temperaturanstieg während der stark exothermen
Reaktionen des Frischens in kontrollierbaren Grenzen zu halten, kann neben dem
Chargieren von Kühlschrott auch Eisenerz in den Konverter eingebracht werden. Der
Kühlschrott und das Eisenerz können durch Prozessstäube der Stahlindustrie sub-
stituiert werden. Diese Stäube enthalten überwiegend metallisches und oxidisches
Eisen in unterschiedlichen Mengenanteilen. Typischerweise ist der Grobstaubanteil
vorwiegend metallisch, während im Feinstaub der oxidische Anteil überwiegt. Je nach
Prozessschritt im Konverterverfahren kann der entsprechende Staub eingebracht wer-
den. Zum einen ist das in kompaktierter Form möglich, setzt jedoch das Brikettieren
als Prozessstufe und den eventuellen Einsatz von Bindemitteln voraus. Dies entfällt
beim direkten Einblasen von Prozessstaub. Beide Verfahren können wirtschaftlich
gewinnbringend eingesetzt werden, bei gleichzeitiger Wiederverwertung des eigenen
Prozessstaubes. [10, 2325]
2.3.2. Siemens-Martin-Ofen
Ebenfalls aus dem 19. Jahrhundert stammt das Siemens-Martin-Verfahren, das im
Gegensatz zu den oben genannten Konverter-Verfahren nicht ausschließlich mit flüs-
sigem Roheisen befüllt wurde. Dieses Herdofen-Verfahren wurde als das Einschmel-
zaggregat für Schrott konzipiert und mit Gas oder Öl beheizt. Die Entkohlung der
Schmelze wurde durch das Einbringen von Sauerstoff durch die überstöchiometrisch
eingestellten Brenner realisiert. Gleichzeitig wurde bei diesem Verfahren Sauerstoff in
Form von Eisenerz hinzugefügt, um die Oxidation von Kohlenstoff zu beschleunigen.
Seit der Entwicklung von Blasstahlverfahren und Elektrolichtbogenofen findet das
Siemens-Martin-Verfahren inzwischen nahezu keine Anwendung mehr. [26, 27]
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2.3.3. Elektrolichtbogenofen
Der moderne Elektrolichtbogenofen ist nicht nur ein reines Einschmelzaggregat. Die
Weiterentwicklung des Prozesses und die Optimierung der Elektrostahlroute ermög-
lichten im EAF das wirkungsvolle Durchführen von Aufgaben wie die Entphosphorung
und das Frischen. Der Einsatz von Brennern und Lanzen, die Sauerstoff, Kohlenstoff-
träger und anderes feinkörniges Material einblasen können, ermöglicht die metallurgi-
schen Reaktionen zu beeinflussen. Insbesondere die Bildung einer Schaumschlacke bei
gleichzeitigem Frischen der Schmelze trug zu einer deutlichen Senkung des Energie-
verbrauches und der Prozesszeit bei. Hierzu reagiert der eingeblasene Sauerstoff mit
dem Kohlenstoff und erzeugt Kohlenmonoxidblasen, die die Schlacke aufschäumen.
Neben gasförmigem Sauerstoff kann im EAF auch Metalloxid, z.B. aus der Hallen-
und Ofenentstaubung, als Sauerstoieferant genutzt werden. Gleichzeitig entfällt die
Problematik der Entsorgung dieser Stäube. Der Staub wird entweder direkt einge-
blasen oder auch in Form von Briketts oder Pellets gebunden chargiert. Durch das
mehrfache Zurückführen entsteht aus dem Staub ein Wertstoff, in dem sich deut-
lich Zink und Blei anreichert, die mit geeigneten Verfahren wieder zurückgewonnen
werden können. [2834]
2.3.4. RH-Verfahren
Die RH-Anlage wird vorwiegend als Entgasungs-Aggregat der Sekundärmetallurgie
eingesetzt. Bis zu einem bestimmten Gehalt an Kohlenstoff (200300 ppm) kann die
Schmelze durch das Absenken des Druckes mit dem gelösten Sauerstoff entkohlt
werden. Durch eine optionale Lanze, Punkt 5 in Abbildung 2.2b, ist es ebenfalls
möglich Gas oder Pulver einzublasen. Zur Erzeugung von ULC-Stahl (Ultra Low
Carbon) können mit dem zusätzlichen Einsatz von Sauerstoff auch Schmelzen mit
höherem Kohlenstoff-Startgehalt tief entkohlt werden, [35].
Das Einblasen von Metalloxidpulver findet ebenfalls Anwendung. Eine Injektion von
CaO zur Tiefentschwefelung oder auch von Fe2O3 zur Tiefentkohlung ist sehr wir-
kungsvoll. Eisenoxid besitzt im Gegensatz zum Sauerstoffgas eine kühlende Wirkung
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Abbildung 2.3.: Zeitlicher Verlauf des Kohlenstoffgehaltes beim RH-PB Verfahren
[36]
bei der Entkohlung. Durch die Kombination beider Entkohlungsmittel lässt sich die
Schmelzen-Temperatur in bestimmten Grenzen steuern, [37]. Im Jahr 1964 haben Y.
Okada et al. [36] Versuche zur Entwicklung des RH Powder Top Blowing Process
(RH-PB) veröffentlicht. Das Wakayama Stahlwerk entkohlte mit Eisenoxidpulver, bis
zu einem Korndurchmesser von 0,149 mm, Schmelzen mit einem Gewicht von 160 t
bei einem Druck von 1,32,7 mbar. Die Dosiereinheit förderte das Pulver mit einer
Geschwindigkeit von 2060 kgmin über einen Zeitraum von bis zu 13 min. Das Ergebnis
war eine beschleunigte Entkohlung im Gegensatz zum konventionellen O2-Blasen, sie-
he Abbildung 2.3. Den Wirkungsgrad eines Referenz-Pulvers aus CuO ermittelten
sie in Abhängigkeit des Lanzenabstands (2,53,5 m) von 60 bis ca. 90 %.
2.3.5. VOD-Verfahren
Schon zu Zeiten der Entwicklung des VOD-Verfahrens wurde mit dem Aufbrin-
gen von Eisen- und Chromoxiden zur Entkohlung experimentiert. In einem 10 kg-
Vakuuminduktionsofen untersuchten in den 1960er Jahren F. Oeters und K. Heyer
die Kinetik des Frischens von chromlegierten Eisenschmelzen, [38]. Dabei verglichen
sie auch die Entkohlungsgeschwindigkeit von Kohlenstoffdioxid, als Frischmittel, im
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Vergleich zu pulverförmigem Eisen- und Chromoxid. In ihren Versuchen erreichten die
mit Erz entkohlten Schmelzen eine Entkohlungsgeschwindigkeit von 0,310,45 g · [C]min
während sie beim Aufblasen von CO2, mit 0,6
g · [C]
min , etwa doppelt so groß war.
Im Jahr 1968 veröffentlichten M. Schmidt et al. einen umfangreichen Bericht über
die Verfahrenswege zur Herstellung hochlegierter Edelstähle im Sauerstoffaufblas-
Konverter, [21]. Der mit 1520 Gew.-% Chrom legierte Stahl wurde unter Atmosphä-
re im Konverter auf einen Kohlenstoffgehalt von ca. 0,10,2 Gew.-% vorgefrischt, um
anschließend in der Pfannenstandentgasung eine Tiefentkohlung zu erreichen. Hierbei
wurde im Vakuumkessel kein Sauerstoff durch eine Toplanze eingeblasen, sondern der
gelöste Sauerstoff aus der Schmelze unter reduziertem Druck zur Reaktion gebracht.
Jedoch reichte bei Schmelzen mit einem Startkohlenstoffgehalt von über 0,1 Gew.-%
die gelöste Menge an Sauerstoff nicht zur Tiefentkohlung. Es entstand die Not-
wendigkeit zusätzliche Sauerstoffträger hinzuzufügen. Dazu konnten ohne Aufwand
Eisen- oder Chromerz durch das bereits vorhandene Schleusensystem für Legierungs-
mittel der Pfannenstandentgasung auf die Schmelze chargiert werden. So wurde das
Vakuumfrischen bis unter 0,03 Gew.-% Kohlenstoff möglich.
Das Einblasen von oxidischem Pulver und unterschiedliche Prozessvariationen beim
VOD-Verfahren wurden von Sumitomo Metal Industry in den 1980er Jahren unter-
sucht. In einer Reihe von Publikationen haben K. Shinme et al. deren Auswirkungen
auf die Entkohlung, Entgasung und Entschwefelung beschrieben, [3941]. Die Unter-
suchungen hatten unter anderem das Ziel die chemischen Reaktionen zum Entfernen
von Kohlenstoff, Schwefel, Stickstoff und Wasserstoff zu beschleunigen. Als Aggrega-
te nutzten die Forscher einen 2,5 t Vakuuminduktionsofen im Pilotmaßstab und eine
industrielle 50 t VOD-Anlage. Der Vakuuminduktionsofen verfügte über eine Auf-
blaslanze für Gas und Aerosol, einen exzentrischen Bodenabstich sowie einen porösen
Spülstein. Für die VOD-Versuche wurden 1,5 t Stahl mit bis zu 30 Gew.-% Chrom
legiert.
Abbildung 2.4a vergleicht die Versuchsergebnisse des Kohlenstoffabbrands beim Fri-
schen mit gasförmigem Sauerstoff (Conventional method) und beim Einblasen von
Cr2O3 Pulver. Als Fördergas wurde Argon verwendet. Als Startkohlenstoffgehalt
wurden 0,04 Gew.-% gewählt, da die Intention der Behandlung mit Metalloxidpulver
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(a) Entkohlung (b) Entstickung
Abbildung 2.4.: Beschleunigung der Entkohlung und Entstickung während des
VOD-PB [39]
eine Beschleunigung der Tiefentkohlung am Ende des VOD-Prozesses war. Das ver-
wendete Eisen- oder Chromoxid-Pulver besaß eine Korngröße kleiner als 0,1 mm und
die verwendete Menge lag bei 3,5 kgt . Die Fördergeschwindigkeit wurde mit keinem
konkreten Wert angegeben. Zu Beginn der Entkohlung sei dreifach so viel Pulver ein-
geblasen worden als für die Entkohlung notwendig, anschließend wurde die Blasrate
reduziert. Die Sauerstoffblasrate der konventionellen Methode lag bei 0,45 Nm
3
min · t , der
Kesseldruck bei 26,7 mbar und die Spülgasmenge bei 37 Nlmin · t Argon. Die Stahl-
temperatur wurde auf 1600 ◦C eingestellt. In der an die Blasperiode anschließende
Entgasung wurde die Schmelze einem Unterdruck von 1,32,7 mbar ausgesetzt.
Das Diagramm in Abbildung 2.4b zeigt die Entstickungsrate von drei unterschiedli-
chen Behandlungsmethoden, der Pfannenstandentgasung, der VOD-Behandlung und
dem Einblasen von Metalloxiden. Das Entfernen von Stickstoff beim Einblasen von
Metalloxidpulver war fast doppelt so hoch wie beim Entkohlen mit Sauerstoff (gas
blowing). Zusätzlich zum Eisenoxid wurde bei den Versuchen Manganoxid verwen-
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det. Die Einblasrate des Metalloxidpulvers lag bei 0,47 kgmin · t , der Startkohlenstoff-
gehalt bei 0,8 Gew.-% und der Koeffizient der Entkohlungsgeschwindigkeit bei ca.
6,1 1s . Damit verlief die Entkohlung in den Entstickungsversuchen etwas langsamer
als bei den reinen Entkohlungsversuchen, siehe Abbildung 2.4a. Jedoch wurden die
Versuche mit zwei verschiedenen Startkohlenstoffgehalten durchgeführt.
Neben den Auswirkungen auf das Entfernen von Begleitelementen vermaßen die For-
scher die Größe der gebildeten CO-Blasen an der Oberfläche des Stahlbades. Mit Hilfe
von Videoaufzeichnungen konnten sie feststellen, dass die Blasen beim Entkohlen mit
Sauerstoff einen Durchmesser von 3050 mm besaßen, während des Einblasens von
Metalloxiden nur 1015 mm.
(a) Sauerstoffgas (b) Eisenoxid-Pulver
Abbildung 2.5.: Vergleich des Mechanismus der Entkohlung und Entstickung [41]
Aus den Ergebnissen der Versuche zur Entkohlung und Entstickung von chromlegier-
tem Stahl im Vakuum, folgerten Shinme et al., dass der Einsatz von Metalloxidpulvern
eine Beschleunigung der Reaktionen zum Entfernen von C und N darstellt und das
Erreichen von niedrigeren Zielgehalten ermöglicht. Als Referenz zogen sie eine mit
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Argon gespülte und mit Sauerstoffgas entkohlte Schmelze heran. Die folgenden Me-
chanismen nannten die Autoren als Ursache für die Verbesserung im VOD-Prozess:
1. Das Pulver ist ein Sauerstoieferant für die Entkohlung.
2. Die Pulverpartikel wirken als heterogene Keime für CO-Blasenbildung und ver-
teilen sich durch das Einblasen gut in der Schmelze.
3. Die Bildung vieler kleiner Blasen an dem Pulver führt zu einer Erhöhung der
Reaktionsfläche zwischen Gas und Schmelze.
4. Der Gehalt an gelöstem Sauerstoff in der Schmelze verringert sich, dadurch blo-
ckiert der oberflächenaktive Sauerstoff weniger von der Grenzfläche zwischen
Gas und Schmelze.
Die Punkte 1 und 2 beschleunigen maßgeblich die Entkohlung, während die Effekte
von 3 und 4 eine positive Auswirkung auf das Entfernen von Stickstoff haben. In
Abbildung 2.5 sind die beiden Vorstellungen der Mechanismen von Entkohlung und
Entstickung nach Shinme et al. dargestellt. Grundlage für den Vergleich der Mecha-
nismen ist die Annahme, dass die Entkohlung beim Frischen mit O2 über den in der
Schmelze gelösten Sauerstoff abläuft. Bei der idealisierten Vorstellung verläuft die
Sauerstoffverteilung entlang der Grenzfläche Gas/Schmelze, wie auf dem Diagramm
in Abbildung 2.5a dargestellt. Bei der Entkohlung formiert sich aus den gelösten
Elementen [O] und [C] eine CO-Gasblase. Da Sauerstoff ein oberflächenaktives Ele-
ment ist, belegt es in diesem Fall die Grenzfläche zwischen Gas und Schmelze an
jeder Stelle in gleichem Maß. Die Anwesenheit von [O] bremst so das Rekombinieren
von gelöstem [N ] und das Entfernen von Stickstoff kann daher nur langsamer ab-
laufen. Im Gegensatz dazu ist beim Entkohlen mit Metalloxidpulver der Partikel die
Sauerstoffquelle und dient gleichzeitig als Blasenkeim. Das Sauerstoffpotential an der
Grenzfläche Gas/Schmelze nimmt daher mit zunehmendem Abstand zum Metalloxid
ab, siehe Abbildung 2.5b. Die verringerte Anwesenheit von oberflächenaktivem [O]
stellt eine höhere Reaktionsfläche für das Entfernen von Stickstoff zur Verfügung und
kann nach Meinung von K. Shinme et al. dieses so beschleunigen.
Weitere Anwendung fand das VOD-PB-Verfahren bei der Herstellung von Stahl mit
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hohem Mangangehalt. Der Einsatz von kostengünstigen Ferromangan-Legierungs-
mitteln im EAF mit hohem Kohlenstoffgehalt macht eine anschließende Entkohlung
des Stahls unter Vakuum notwendig. Dabei können hohe Verluste an Mangan durch
das Verdampfen und Oxidieren auftreten. Im Jahre 1995 veröffentlichten Muroi et
al. die Anwendung des Pulver-Aufblasens zur Entkohlung von hochmanganhaltigem
nichtmagnetischen Stahl [42]. Ziel der Untersuchungen war die Herstellung von Stahl
mit bis zu 17 Gew.-% Mangan durch das Frischen in einer 50 t-VOD-Anlage, ohne
hohen Manganverlust zu verursachen.
Das Vorlegieren der Schmelze mit kohlenstoffreichem Ferromangan im EAF verur-
sacht einen hohen Kohlenstoffgehalt beim Abstich. Die Startgehalte in der auf Ab-
bildung 2.6a dargestellten Schmelze lagen bei [C] = 1,92 Gew.-% und [Mn] =
16,6 Gew.-%. Während der VOD-Behandlung wurde zwischen dem konventionellen
O2-Blasen und dem Einblasen vonMnO2-Pulver gewechselt. Neben den bereits oben
erwähnten positiven Effekten des Pulvereinblasens konnte auf diese Weise die Tem-
peratur in einem Bereich von 15451660 ◦C kontrolliert werden, das nach Muroi et
al. den Manganverlust reduziert. Darüber hinaus kompensiert das Reduzieren von
MnO2 zu [Mn] den Manganverlust des Prozesses. Einen Vergleich des Manganver-
lustes beider Verfahren zeigt Abbildung 2.6b.
2.3.6. Schachtöfen
Bei der Herstellung von Roh- oder Gusseisen im Hochofen oder Kupolofen ist die me-
tallurgische Zielsetzung eine andere als bei den oben beschriebenen Verfahren zum
Frischen. Aber auch hier wird die Einblastechnik genutzt. Mit dem Einblasen von
feinkörnigen Kohlenstoffträgern wird ein Teil des Kokses ersetzt. Die daraus resul-
tierende schlechtere Durchgasbarkeit der Möllerschicht kann, unter Berücksichtigung
der Wirtschaftlichkeit des Hochofens, durch das gleichzeitige Einblasen von Eisen-
oxiden in die Wirbelzone korrigiert werden. Beim Einblasen von Gichtstaub in den
Kupolofen steht die Anreicherung des Staubes mit Erdalkaliemetallen wie Zink im
Vordergrund. [43, 44]
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(a) Behandlungsverlauf
(b) Mn-C-Verhältnis
Abbildung 2.6.: Kombinierte VOD-Behandlung einer hoch manganhaltigen Stahl-
schmelze mit Manganoxidpulver [42]
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Eine Verwendung von Stäuben aus der Stahlerzeugung in den Hochöfen der integrier-
ten Hüttenwerke ist wegen des Gehaltes an Zinkoxid nicht möglich. Das zyklische
Reduzieren, Kondensieren und Oxidieren von Zink im Schacht des konventionellen
Hochofens erhöht den Energiebedarf und macht das Aggregat unwirtschaftlich. Mit
dem sogenannten DK-Prozess wurde ein Hochofen-Verfahren eigens zum Recycling
von eisen- und zinkhaltigen Reststoffen entwickelt. Durch die veränderte Prozess-
führung der Kleinschachtöfen kann ein Sinter aus Stahlwerksstaub mit ca. 2,5 %
Zinkanteil eingesetzt werden. Als Produkte erzeugt der Prozess Roheisen und ein
Zinkkonzentrat mit einem Zinkanteil von bis zu 65 %. [4547]
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3. Theoretische Grundlagen und
Berechnungen
3.1. Thermodynamisches Gleichgewicht im
System Fe-Cr-Ni-C-O
Bestimmend für den Ablauf chemischer Reaktionen in der Metallurgie ist in der Regel
das thermodynamische Gleichgewicht. Dieses hängt von der Temperatur, dem Druck
und der Zusammensetzung der Phasen im System ab. Die Schmelzmetallurgie von
rost-, säure- und hitzebeständigem Stahl wird maßgeblich von dem hohen Chrom-
gehalt, 1025 Gew.-%, bestimmt. Die unerwünschte Verschlackung von Chrom zu
Cr2O3 bildet die thermodynamische Grenze für das maximale Sauerstoffpotential
aO in der Schmelze. Für die Entkohlung im VOD-Prozess sind im Wesentlichen die
folgenden chemischen Reaktionen mit dem gelösten Sauerstoff entscheidend:
[C] + [O]⇔ {CO} (3.1)
2[Cr] + 3[O]⇔ (Cr2O3) (3.2)
Zur Berechnung des Gleichgewichtes der Reaktionen in Gleichung (3.1) und Glei-
chung (3.2) kann das System auf die Elemente Eisen, Chrom, Nickel, Kohlenstoff
und Sauerstoff reduziert werden. Idealisiert besteht die koexistierende Gasphase voll-
ständig aus Kohlenmonoxid, d.h. pges. = pCO. Als weitere vereinfachende Annahme
gilt für die Aktivität des Chromoxides in der Schlacke aCr2O3 = 1. Nach dem Mas-
senwirkungsgesetz sind die Gleichgewichtskonstanten KCO und KCr2O3 :
KCO =
p{CO}
a[C] · a[O] (3.3) KCr2O3 =
a(Cr2O3)
a2[Cr] · a3[O]
(3.4)
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Bei einer Eisenschmelze kann nicht von einer idealen Lösung ausgegangen werden.
Die Aktivität aX = fX · [%X] beschreibt die Abweichung des gelösten Zustandes
von der reinen Komponente. Der Aktivitätskoeffizient fX ist abhängig von den in der
Lösung enthaltenen Komponenten Yi mit den Konzentrationen [%Yi]. Am Beispiel
des Kohlenstoffes berechnet sich die Aktivität aus den Aktivitätskoeffizienten und
Wechselwirkungsparametern eYiC zu:
aC = fC · [%C] (3.5)
fC =
i∏
fYiC = f
C
C · fOC · fCrC · fNiC (3.6)
mit lg fYiC = e
Yi
C · [%Yi] (3.7)
Die Werte für die Gleichgewichtskonstanten KX und Wechselwirkungsparametern
eYiX sind, besonders in der Zeit der 50er bis 70er Jahre, im Rahmen von zahlreichen
Untersuchungen zu den thermodynamischen Grundlagen von Eisenlegierungen, ver-
öffentlicht worden. Schenck und Steinmetz gaben im Jahr 1968 ein Sammelwerk zu
den Wirkungsparameter von Begleitelementen flüssiger Eisenlösungen und ihre ge-
genseitigen Beziehungen [48] heraus. Darüber hinaus stellten andere Autoren und
Wissenschaftler Tabellenwerke zusammen und führten Labor- und Betriebsversuche
zur Ermittlung und Überprüfung der experimentellen Parameter durch, [16, 4953].
Die Auswirkungen der Legierungselemente Chrom und Nickel auf das Gleichgewicht
für Kohlenstoff und Sauerstoff, nach Gleichung (3.3) bis Gleichung (3.7), sind in
Abbildung 3.1 gezeigt. In diesem Diagramm wird das thermodynamische Gleichge-
wicht von reinem Eisen, drei Mischungen mit 10 Gew.-% bzw. 18 Gew.-% Cr und
10 Gew.-% Ni gegenübergestellt. Die für die Berechnung genutzten Wechselwir-
kungsparameter und die Gleichgewichtskonstanten sind in Tabelle A.1 und Tabelle
A.2 im Anhang auf Seite A 1 zu finden.
Der Verwendung der experimentell ermittelten Parameter muss immer eine kritische
Betrachtung in Bezug auf den entsprechenden Anwendungsbereich vorangestellt sein.
Die Aktivitätskoeffizienten und Wechselwirkungsparameter der verschiedenen For-
scher haben meist verschiedene Bezugsgrößen und Gültigkeit. Zur Ermittlung wurden
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Abbildung 3.1.: [C]-[O]-Gleichgewicht verschiedener Stahlzusammensetzungen bei
1600 ◦C und 100 mbar
Abbildung 3.2.: Vergleich der Auswirkung des Wechselwirkungsparameters eCrC (sie-
he Tabelle 3.1) auf das [Cr]-[C]-Gleichgewicht bei 10 Gew.-% Ni-
ckel, 1600 ◦C und 100 mbar
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unterschiedliche Versuchsaufbauten und Messmethoden genutzt. Die Vergleichbarkeit
der Parameter ist daher nicht immer gegeben. Dies verdeutlicht Abbildung 3.2, in
der das Gleichgewicht zwischen Chrom und Kohlenstoff nach fünf Wissenschaftlern
berechnet wurde. Im Legierungsbereich von RSH-Stahl ergeben sich signifikante Un-
terschiede. Für den VOD-Prozess kann sich bei Betrachtung die Frage stellen, ob bei
20 Gew.-% Cr die Chromoxidation unterhalb von ca. 0,11 Gew.-% oder 0,06 Gew.-%
beginnt.
Tabelle 3.1.: Wechselwirkungsparameter Chrom auf Kohle bei 1600 ◦C nach ver-
schiedenen Wissenschaftlern
(#) eCrC Autor Jahr Quelle
1 -0,033 Goto 1963 [16]
2 -0,024 Schenck, Steinmetz 1968 [48]
3 -0,023 Nakamura 1970 [16]
4 -0,02 Chipman 1955 [49]
5 -0,018 Schmidt, Etterich, Bauer, Fleischer 1968 [49]
3.1.1. Cr-C-O-Gleichgewichtsberechnung mit FactSage
TM
Neben der numerischen Lösung der thermodynamischen Gleichgewichte mit den oben
genannten Formeln, wird mittlerweile kommerzielle Software angeboten, die Berech-
nungen von thermodynamischen Problemstellungen in Mehrphasen-Systemen ermög-
lichen. Thermo-Calc R© oder FactSage
TM
stellen dabei eine große Auswahl an Daten-
banken und Berechnungsmöglichkeiten zur Verfügung. FactSage
TM
basiert auf der
Minimierung der Gibbsenergie des zu berechnenden Systems und greift dabei auf
Algorithmen und Optimierungsverfahren zurück, [5458]. Im Rahmen dieser Arbeit
wurden mit FactSage
TM
zum Beispiel die Enthalpien von Mischungen berechnet oder
das Gleichgewicht der Entkohlung von chromhaltigem Stahl im VOD-Prozess simu-
liert.
Die Modellierung des Gleichgewichtes zwischen Kohlenstoff, Sauerstoff und Chrom
in einer Eisenschmelze mit FactSage
TM
bietet den Vorteil, dass die Existenz und
Aktivitäten von einer mehrkomponentigen Schlacke berücksichtigt werden. Für das
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Abbildung 3.3.: Cr-C-O-Gleichgewicht mit FactSage
TM
modelliert
Erreichen des Gleichgewichtes stehen dem System aus Eisen, Chrom, Kohlenstoff und
steigendem Sauerstoffgehalt fünf Phasen zur Verfügung:
1. Stahlschmelze
2. Ideales Gas, beschränkt auf die Komponenten CO, CO2 und O2
3. Spinell-Phase
4. Metall-Monoxide (MeO)
5. Korundphase (Me2O3)
Mit Variation in Druck und Temperatur ergeben sich aus diesem System Werte für die
in der Stahlschmelze gelösten Elemente Chrom, Kohlenstoff und Sauerstoff im Gleich-
gewicht mit den oben genannten Phasen 2-5. In Abbildung 3.3 sind der Kohlenstoff-
und Sauerstoffgehalt über den Chromgehalt für 1600 ◦C und 1800 ◦C bei 100 mbar
dargestellt. In der Stahlschmelze lösen sich laut der Datenbank von FactSage
TM
Ver-
sion 6.2 die Chrom-Sauerstoffverbindungen CrO und Cr2O zu einem bestimmten
Anteil. Die in diesen Verbindungen gebundenen Cr- und O-Anteile sind in Abbil-
dung 3.3 berücksichtigt, bei den Angaben handelt es sich um totale Anteile. Es ist
D. Rzehak
24 3. Theoretische Grundlagen und Berechnungen
davon auszugehen, dass CrO und Cr2O metastabile Komponenten in der Phase der
Stahlschmelze sind.
Gleichzeitig vergleicht das Diagramm in Abbildung 3.3 die Ergebnisse von zwei un-
terschiedlichen Datenbanken in FactSage
TM
. Die FTmisc scheint im Vergleich mit
Literaturwerten, z.B. [16], plausiblere Werte gegenüber FSstel für den Kohlenstoff-
gehalt bei hohen Chromgehalten zu liefern. Die berechnete Sauerstoöslichkeit ist
in beiden Datenbanken nahezu identisch.
Tabelle 3.2 listet die koexistierenden Phasen mit Menge und Zusammensetzung der
Komponenten für einen beispielhaft gewählten Punkt von ca. 18 Gew.-% Chrom auf.
Hier ist der Unterschied zwischen dem absoluten Sauerstoffgehalt Oabs und dem Ge-
halt nach Abzug des in CrO und Cr2O vorliegenden Sauerstoffes O gut zu erkennen.
Die absoluten Werte aus FactSage
TM
stimmen mit dem in Abbildung 3.1 berech-
neten Sauerstoffgehalt von 0,059 Gew.-% bei 0,061 Gew.-% Kohlenstoff des Stahls
mit 18 Gew.-% Chrom bis auf eine kleine Differenz gut überein. Die Abweichungen
ergeben sich aus dem stark vereinfachten System nach Gleichung (3.3) bis Gleichung
(3.7).
Tabelle 3.2.: Zusammensetzung der Phasen im Gleichgewicht nach FactSage
TM
, bei
1600 ◦C und 100 mbar
Gesamtanteil Phasenanteil
Phase Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-%
Gas 2,1
CO CO2 O2
98,66 1,34 0,00
Schmelze 85,9
Crabs Oabs Fe
18,07 0,042 Rest
Cr O C Cr2O CrO
17,91 0,01 0,06 0,12 0,08
Korund 12,0
Cr2O3 Fe2O3
99,97 0,03
Gleichzeitig zu den Phasenanteilen gibt FactSage
TM
die Aktivitäten der Komponen-
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ten aus. Die oben genannte Vereinfachung von aCr2O3 ≈ 1 kann für einen weiten
Konzentrationsbereich anhand der Gleichgewichtsberechnung bestätigt werden, siehe
Abbildung 3.4. Bei 1600 ◦C und 100 mbar wandelt sich die bis dahin stabile Korund-
phase erst mit dem Unterschreiten des Chromgehaltes von 4,54 Gew.-%, bei [C] =
0,012 Gew.-% und [O] = 0,020 Gew.-%, in eine Spinellphase um. Dieser Umschlags-
punkt liegt mit geänderten Randbedingungen von 1700 ◦C und 200 mbar bei einem
Chromgehalt von 9,29 Gew.-% mit [C] = 0,023 Gew.-% und [O] = 0,027 Gew.-%.
Das heißt, die vereinfachende Berechnung des [Cr]-[C]-[O]-Gleichgewichtes nach
Gleichung (3.4) ist bis zu diesen Gleichgewichtspunkten mit der Annahme aCr2O3 ≈ 1
durchführbar.
Abbildung 3.4.: Aktivität von Cr2O3 der Korundphase nach FactSage
TM
bei
1600 ◦C und 100 mbar
3.1.2. Reaktionsgrenzflächen
In einer mit Sauerstoffgas gefrischten Stahlschmelze sind die prozessbestimmenden
Reaktionsgrenzflächen zwischen den Phasenpaarungen Gas/Schmelze und Schmel-
ze/Schlacke. Mit der Zugabe eines reaktiven Feststoffes, wie Metalloxid, wird das
System um eine Phase erweitert. Die entsprechenden Reaktionsgrenzflächen sind in
Tabelle 3.3 mit einem X gekennzeichnet. Das O steht für theoretisch mögliche,
aber weniger relevante Grenzflächen. [59, 60]. Die Kenntnis über die möglichen Reak-
tionsgrenzflächen in einem Mehrphasen-System ist eine grundlegende Voraussetzung
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Tabelle 3.3.: Reaktions-Grenzflächen im VOD-Prozess
Gas Schmelze Schlacke Feststoff
Gas - X O O
Schmelze X - X X
Schlacke O X - X
Feststoff O X X -
für die thermodynamischen Berechnungen und Modellierung. Mit den Reaktions-
grenzflächen werden die Reaktanten der chemischen Reaktionen definiert, zwischen
denen sich thermodynamische Gleichgewichte einstellen können.
3.2. Blasenbildung
Für die Entkohlung von Stahl über die Bildung von gasförmigem Kohlenmonoxid ist
die Blasenbildung eine maßgebliche physikalische Erscheinung. Eine Gasblase bildet
sich aus einer Flüssigkeit an einem Keim. Die Entstehung eines solchen Keims kann
nach drei verschiedenen Mechanismen ablaufen:
• homogene Keimbildung
• heterogene Keimbildung
• Keimaktivierung
Die homogene Keimbildung geht von der Bildung eines Keims ohne Wand- oder
andere Einflüsse aus. Bei der homogenen Keimbildung entsteht in Folge von statis-
tischen Schwankungen der Dichte einer Flüssigkeit im Molekülgitter ein Leerraum in
Größe des kritischen Durchmessers. Dieser Mechanismus wird in technischen Prozes-
sen wie der Stahlherstellung meist nicht erreicht, da die Oberfläche der feuerfesten
Auskleidung einer Stahlwerkspfanne nicht ideal glatt sondern eher rau und porös
ist. Dadurch bietet sie gute Bedingungen für die heterogene Keimbildung. An einer
Unebenheit, wie in Abbildung 3.5, verringert sich proportional mit der Grenzfläche
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zwischen Flüssigkeit und Blase die erforderliche Keimbildungsarbeit zum Erzeugen
eines stabilen Keims. Damit erhöht sich auch die Wahrscheinlichkeit der heterogenen
Keimbildung gegenüber der homogenen. Die Blasenbildung durch Keimaktivierung
wird von verbliebenen Gasresten in den Poren der Unebenheiten verursacht.
pU
hm
dkrit
pi
raue Oberfläche
Schmelze
Blasenkeim
Atmosphäre
Abbildung 3.5.: Schematische Darstellung der heterogenen Keimbildung
Ein Keim ist erst stabil, wenn er diesen kritischen Durchmesser dkrit überschrei-
tet. Bei einer Blase mit dem kritischen Durchmesser stehen die Kräfte des äußeren
Druckes pa und der Oberflächenspannung σ mit der Kraft, die der innere Druck pi
ausübt, im Gleichgewicht. Gleichung (3.8) beschreibt die Bedingung für einen stabi-
len Blasenkeim. Der äußere Druck in einem Stahlbad setzt sich zusammen aus dem
Umgebungsdruck pU und der Höhe der Schmelzsäule hm. Eventuell muss der stati-
sche Druck einer Schlackenschicht berücksichtigt werden, auf die in diesem Beispiel
verzichtet wurde. Der innere Druck entspricht dem Sättigungsdruck des Gases und ist
im Fall der CO-Blasenbildung von den [C]- und [O]-Konzentrationen der Schmelze
abhängig. Er kann durch die Gleichgewichtskonstanten in Gleichung (3.3) auf Sei-
te 19 berechnet werden. Ist der Durchmesser einer Pore auf einer rauen Oberfläche
kleiner als der kritische Durchmesser, kann die Schmelze nicht in die Pore eindringen
und die Gasreste verdrängen, siehe Abbildung 3.5. [11, 61, 62]
dkrit =
4σ
pi − pa =
4σ
pi − pU − gρmhm (3.8)
D. Rzehak
28 3. Theoretische Grundlagen und Berechnungen
Abbildung 3.6.: Kritischer Keimdurchmesser dkrit und Sättigungsdruck p{CO} in
Abhängigkeit des Kohlenstoffgehaltes, bei [O]max = 0,36 Gew.-%
Beim VOD-Prozess stehen die [C]- und [O]-Konzentration zunächst nicht im Gleich-
gewicht und sind stark positionsabhängig, denn im Brennfleck wird die Schmelze
an der Reaktionsgrenzfläche Schmelze/Gas entkohlt, mit Sauerstoff stark übersättigt
und erhitzt. Für die Berechnung des kritischen Radius und der maximalen Tiefe, in der
noch Kohlenmonoxidblasen entstehen können, soll die Annahme gelten: die Schmelze
ist lokal am Brennfleck maximal entkohlt, [C] → 0 Gew.-% und [Cr] → 0 Gew.-%,
und steht mit einer Schlacke aus FexOy −CrxOy im Gleichgewicht. Hieraus ergibt
sich nach FactSage
TM
bei 1800 ◦C und 100 mbar ein maximal gelöster Sauerstoff-
gehalt von ca. 0,36 Gew.-%. Durch das Rühren der Schmelze wird diese maximal
entkohlte Schmelze wiederum mit Schmelze vermischt, die noch die ursprüngliche Zu-
sammensetzung aufweist, z.B. 0,5 Gew.-% Kohlenstoff. Hier findet nun die Reaktion
zu CO und die Blasenbildung in der Schmelze bei einem erhöhten Sättigungsdruck
p{CO} statt. Abbildung 3.6 zeigt den, aus dieser Annahme, resultierenden kriti-
schen Durchmesser in einer Badtiefe von 5 cm bei verschiedenem Kohlenstoffgehalt.
Die Dichte wurde mit 7000 kg
m3
, die Oberflächenspannung mit 1700 mNm , die Tem-
peratur bei 1700 ◦C und der Umgebungsdruck von 100 mbar gewählt. Gleichzeitig
zeigt das Diagramm den Kohlenmonoxid-Sättigungsdruck p{CO} im Gleichgewicht.
Mit steigendem p{CO}, sinkendem Umgebungsdruck und Abstand zur Badoberfläche
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wirken kleinere Poren als Keimstellen.
3.3. Benetzbarkeit
Die Benetzbarkeit von Feststoffen durch eine Stahlschmelze ist grundlegende Voraus-
setzung, damit eine Reaktion der beiden Phasen stattfinden kann. Wird ein Tropfen
Schmelze (S) auf ein festes Substrat (F) in einer Gasphase (G) aufgegeben, so stellt
sich ein Gleichgewicht zwischen den Grenzflächenspannungen ein, siehe Abbildung
3.7a. Der Winkel Θ, den die feste mit der flüssigen Phase bildet, ist der Benet-
zungswinkel. Bei Θ = 0◦ gilt vollständiges, bei 0◦ < Θ > 90◦ unvollständiges, bei
90◦ < Θ < 180◦ teilweises Benetzen und für Θ = 180◦ ist eine Flüssigkeit nicht
benetzend. Abbildung 3.7a zeigt den optimalen Fall der Benetzung, ohne dass die
Schmelze mit den beiden anderen Phasen reagiert. In Abbildung 3.7b ändert sich
durch eine Reaktion die Linie zwischen den Phasen und damit wird Θ größer, z.B.
durch das Auflösen des Substrates. Eine Reaktion kann Einfluss auf die Grenzflä-
chenspannungen haben und dadurch die Benetzung verändern, z.B. durch das Lösen
von Sauerstoff in der Schmelze, siehe Abbildung 3.7c. Beide Fälle der reaktiven
Benetzung sind zeitabhängig [63].
(a) (b) (c)
Abbildung 3.7.: Ausbildung des Benetzungswinkels, nach [63]
Die Benetzung von typischen Oxiden, des Feuerfestmaterials in der Stahlindustrie
zum Beispiel Al2O3, CaO und MgO, sind bereits Inhalt von zahlreichen Veröf-
fentlichungen. Auffallend sind die zum Teil großen Abweichungen von bis zu 20%.
Teilweise wurde auch die reaktive Benetzung berücksichtigt. Sehr sensibel reagieren
die Grenzflächenspannungen im Hochtemperaturbereich auf geringe Änderungen des
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Sauerstoffpartialdruckes. Schon pO2 = 10 · 10−18 bar verursachen reaktives Benet-
zen und der Kontaktwinkel wird zeitabhängig. Neben den chemischen Eigenschaften
hängt die Benetzung von den Eigenschaften der Oberfläche des Substrates ab, wie
Rauhigkeit und Kristallausrichtung [6470].
Die Benetzung und Oberflächenspannung haben Einfluss auf das Verhalten von Pul-
verteilchen beim Eindringen in die Schmelze. So ist davon auszugehen, dass ein
teilweises Benetzen von Partikeln die Kraft erhöht, die nötig ist, um es durch die
Oberfläche in die Schmelze einzutauchen. Dieser physikalische Zusammenhang kann
sich negativ auf das Ausbringen beim Pulvereinblasen auswirken, wenn das Pulver
teilweise in der Gasphase verbleibt [71].
3.4. Oberflächenspannung
Eine wichtige und von einigen Faktoren abhängige Größe ist die Oberflächenspannung
einer Stahlschmelze. Die Messwerte der Oberflächenspannung für eine reine Eisen-
schmelze zeigen nach verschiedenen Autoren einen Wertebereich von ca. 1500 mNm bis
1800 mNm . In älteren wie auch aktuellen Sammelwerken, z.B. Gmelin-Durrer [72, 73,
Kapitel 2.2.1.2.3/2.2.1.3.4], Keene [74] oder Seetharaman [75, Kapitel 4.4.3] wurden
verschiedene Ergebnisse wie auch die Schwierigkeiten der Messmethoden zusammen-
gefasst. Die Änderung der Oberflächenspannung von flüssigem Eisen in Kombination
mit Chrom, Nickel, Kohlenstoff und Sauerstoff ist für diese Arbeit besonders von
Interesse. Die Vielzahl von veröffentlichten Werten und insbesondere die zum Teil er-
heblichen Unterschiede lassen keine exakte Auswahl von geeigneten Werten zu, siehe
Abbildung 3.8.
Während des Aufblasens von Sauerstoff auf die Stahlschmelze wird die Auswirkung
des oberflächenaktiven Sauerstoffes, besonders im Brennfleck, erheblich sein. Mit
zunehmendem Sauerstoffgehalt, bis zur Sättigung der Schmelze, ist eine deutliche
Reduzierung der Oberflächenspannung zu erwarten [76]. Das ternäre System Fe-Cr-
O mit 16 Gew.-% Chrom wurde von den Japanern Mukai, Li und Zeze im Jahr 2002
untersucht [77]. Bei einer Temperatur von 1550 ◦C ermittelten sie die Oberflächen-
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spannung in Abhängigkeit von der Sauerstoffaktivität aO zu:
σl = 1750− 304 ln(1 + 383 · aO) in mN
m
(3.9)
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Abbildung 3.8.: Oberflächenspannung von Fe-Cr-Schmelzen in Abhängigkeit des
Chromgehaltes, nach verschiedenen Autoren [77]
Mit Hilfe der computergestützten Thermodynamik sind in den letzten Jahren Mo-
delle veröffentlicht worden, die eine Berechnung der Oberflächenspannung von mehr-
komponentigen Mischungen ermöglichen. Durch die Methode der Minimierung der
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Gibbsenergie und mit Verwendung umfassender thermodynamische Datenbanken eig-
nen sich die Modelle in einigen Systemen bereits zur Vorhersage der Oberflächen-
spannung [78]. In Systemen mit Metallen niedriger Schmelzpunkte wie z. B. Blei,
Antimon, Bismut, Kupfer, Silber und Gold veröffentlichten Pich et al. [79] und Pa-
jarre et al. [80] ihre Modelle. Darüber hinaus findet diese Methode Anwendung bei
schlackenähnlichen Systemen, unter anderem den Komponenten Al2O3, CaO, FeO,
MgO und MnO [8183]. Für die erwähnten Wissenschaftler waren Systeme Gegen-
stand der Untersuchungen, die in dieser Arbeit keine Anwendung finden, daher werden
die Ergebnisse hier nicht weiter beschrieben. Allerdings kann, bei Weiterentwicklung
dieser Modelle auch auf Eisenbasis-Legierungen, die Berechnung der Oberflächen-
spannung, in Abhängigkeit der Zusammensetzung einer Legierung, wertvoll für die
Modellierung sekundärmetallurgischer Themen sein.
3.5. Strömungsmechanik des Aufblasens
Ein effektives Verfahren, um Gas mit der Schmelze zur Reaktion zu bringen, ist das
Aufblasen durch eine Lanze. Bei der Entkohlung von Stahl mit Sauerstoff findet ein
Teil der Reaktion direkt im Brennfleck, also dem Auftreffpunkt des Gasstrahls, oder
an in das Bad eingebrachten Gasblasen statt. Ein weiterer großer Teil reagiert an der
Phasengrenzfläche der von dem auftreffenden Gasstrahl herausgeschlagenen Tropfen.
Die Reaktionsgeschwindigkeit hängt also von der Eindringtiefe des Gasstrahls und
dem Verspritzen von Schmelzetropfen ab. In Abbildung 3.9 wird das Verhalten von
Schmelze und Gasstrahl bei zunehmendem Volumenstrom dargestellt. Bei einem sehr
geringen Volumenstrom bildet sich nur eine leichte Mulde (1) am Brennfleck aus.
Mit steigender Gasgeschwindigkeit tritt ein erstes leichtes Spritzen auf (2) und die
Vertiefung in der Schmelze gerät in Bewegung (3), die von einer Oszillation (4)
in eine kreisende Bewegung (5) übergeht. Der Krater bricht ab einer bestimmten
Gasgeschwindigkeit zusammen (6) und die Eindringtiefe schwankt sehr stark. Der
Brennfleck beschreibt eine turbulente schwingenden oder kreisende (7) Bewegung.
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Abbildung 3.9.: Vorstellung der Badbewegung beim Aufblasen von Gas [84]
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Abbildung 3.10.: Strömungsmechanisches Modell des Aufblasens
3.5.1. Eindringtiefe eines Freistrahls
Die Eindringtiefe des aufgeblasenen Gasstrahls hat Auswirkungen auf die Reakti-
onsgeschwindigkeit zwischen Schmelze und Gas. Je tiefer das Gas in die Schmelze
eindringt, umso stärker ist die Durchmischung und damit die Grenzfläche. Gleich-
zeitig ist das Auftreten von Schmelzespritzern von der Eindringtiefe abhängig. Die
in Abbildung 3.9 gezeigte Ausprägung des Brennfleckes in Abhängigkeit des Volu-
menstroms verdeutlicht, dass die Eindringtiefe nur bei geringer Gasgeschwindigkeit
eindeutig ist. Die Turbulenz der Gasströmung und die Überlagerung von Wellen in
der Badbewegung prägen dem Brennfleck eine kaum beschreibbare Bewegung auf.
Dennoch soll im Folgenden die theoretische Berechnung der Eindringtiefe anhand
eines vereinfachten Modells erläutert werden, siehe Abbildung 3.10. Hierbei tritt
der Gasstrahl (g) mit der Geschwindigkeit u0 aus einer Düse mit dem Innendurch-
messer dD. Der Abstand zwischen Gasaustritt und ruhiger Badoberfläche (l) beträgt
H0. An dem Brennfleck besitzt der Freistrahl aufgrund der Wechselwirkung mit der
Atmosphäre (A) nur noch die Geschwindigkeit u1. Aus der Strömungsmechanik müs-
sen zur mathematischen Beschreibung des Aufblasmodells die Zusammenhänge der
Rohrströmung, des Freistrahls und das Kräftegleichgewicht am Brennfleck betrachtet
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werden. Bei der Rohrströmung kommt es ab einer Reynoldszahl von ReRohr > 2300
zu einem Umschlag der laminaren zu der turbulenten Strömung. Die Reynoldszahl
berechnet sich mit der kinematischen Viskosität ν des strömenden Mediums zu:
ReRohr =
u¯dD
ν
(3.10)
Je nach Strömungsfall hängt die maximale Geschwindigkeit vmax von der mittleren
Geschwindigkeit v¯ ab, siehe Gleichung (3.12) und Gleichung (3.13). Die Kontinui-
tätsgleichung beschreibt mit dem Rohrquerschnitt A und dem Volumenstrom V˙ die
mittlere Geschwindigkeit v¯, [85, 86].
v¯ =
V˙
A
(3.11)
v¯ =
1
2
vmax laminare Rohrströmung (3.12)
v¯ = 0,816vmax turbulente Rohrströmung (3.13)
Die Energieerhaltung zwischen der kinetischen Energie des Freistrahls, der Schwer-
kraft (gρlHE) und der Oberflächenspannungskraft
4σl
dE
auf die Schmelze ergibt Glei-
chung (3.14), mit ρlσl als Dichte zu Oberflächenspannung der Schmelze, HE Ein-
dringtiefe, dE Durchmesser des Blasenkraters:
gρlHE +
4σl
dE
=
k2j,uMj
2pi(H0 +HE)2
(3.14)
Mj =
ρgv
2
0d
2
0pi
4
(Impuls des Freistrahls) (3.15)
Wird die Oberflächenspannungskraft vernachlässigt und sei die empirische Strahlkon-
stante kj,u ∼= 15, so lässt sich aus Gleichung (3.14) ein kubischer Zusammenhang für
die Eindringtiefe HE errechnen [86]. Die Lösung des Polynoms dritten Grades lässt
sich numerisch mit dem Bairstow-Verfahren berechnen [87].
Neben der Berechnung nach rein strömungsmechanischen Grundlagen, gibt es em-
pirische Ansätze zur Berechnung der Eindringtiefe. Kumagai und Iguchi führten im
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Jahr 2001 eine Reihe von Versuchen am Wassermodell durch [84]. Sie untersuch-
ten zum einen die Eindringtiefe, zum anderen auch das Phänomen der Instabilität
des Blaskraters beim Aufblasen. Der Versuchsaufbau ist im Labormaßstab mit einem
Düsendurchmesser von 24 mm, Durchmesser der Badoberfläche 120400 mm, Vo-
lumenstrom von 0,250 Nl/min und einem Lanzenabstand von 020 mm. Aus den
Messreihen leiteten die Autoren die folgenden empirischen Gesetzmäßigkeiten für die
Eindringtiefe HE mit der modifizierten Froude-Zahl Frm ab:
HE = 4,1dD (Frm)
1
3 (3.16)
mit Frm =
(
4
pi
2) ρgu21
ρlgdD
(3.17)
In vorangegangenen Untersuchungen wurde ein empirischer Zusammenhang zwischen
dem Verhältnis der mittleren Düsenaustrittsgeschwindigkeit u0 und der mittleren
Geschwindigkeit im Zentrum eines Freistrahls evaluiert. Mit den empirischen Formeln
nach [88] lässt sich die Geschwindigkeit u1 des Freistrahls bei dem Abstand H0 vom
Düsenaustritt berechnen:
u¯0
u¯1
= 1 für
H0
dD
< 1,26 (3.18)
u¯0
u¯1
= 0,00523
(
H0
dD
+ 1,26
)2
+ 1 für 1,26 ≤H0
dD
< 17,2 (3.19)
u¯0
u¯1
= 0,167
H0
dD
− 0,543 für H0
dD
> 17,2 (3.20)
Die oben vorgestellten Zusammenhänge zur Berechnung des Freistrahls und der Ein-
dringtiefe enthalten nicht die veränderten Bedingungen im Vakuum. Das Absenken
des Umgebungsdruckes pu = pV führt zu einer Expansion des Gases und damit zu
einer Veränderung des Volumenstroms und der Dichte. Besonders die Dichte ist ein
wichtiger Faktor für das Verhalten des Freistrahls im Vakuum. Numerische Simu-
lation, z.B. mit FLUENT, ermöglicht die Berechnung des Freistrahl, siehe [89]. In
dieser Arbeit dient die Berechnung der Geschwindigkeit lediglich der Anlagendimen-
sionierung, daher wird auf die aufwendige Simulation verzichtet und das Ergebnis im
Kaltversuch überprüft. Unter der weiteren vereinfachenden Annahme, dass sich das
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Gas ideal verhält und die Eigenschaften des Freistrahls unter reduziertem Druck un-
verändert bleiben, kann die Volumenexpansion und die Gasdichte nach dem Idealen
Gasgesetz berechnet werden:
pV = nRT (3.21)
⇒V˙V = pN
pV
· TN
TV
V˙N (3.22)
ρgV =
pvMg
RT
(3.23)
In Gleichung (3.22) und Gleichung (3.23) stehen V˙N , pN und TN für den Volumen-
strom, Druck und die Temperatur unter Normalbedingungen (1013 mbar, 20 ◦C),
während der Index V für Vakuum steht.
Exemplarisch ist nach den oben aufgeführten Berechnungsmethoden in Abbildung
3.11 die Eindringtiefe in einem Stahlbad mit der Dichte ρl = 7000
kg
m3
[72, Kapi-
tel 2.2.1.3.3] in Abhängigkeit vom Umgebungsdruck an der Düse berechnet worden.
Die Gasmenge von V˙N = 20 Nlmin wird bei Normbedingungen gemessen. Mit fallen-
dem Umgebungsdruck an Düse steigt die Austrittsgeschwindigkeit und damit die
Eindringtiefe. Für die Berechnung wurde der Düsendurchmesser zu 4 mm und der
Lanzenabstand zu 50 mm gewählt. Mit Veränderung der Strahlkonstante kj,u, ver-
schiebt sich die Kurve nach PAT (2) parallel.
3.5.2. Spritzen der Schmelze
Das Spritzen von Stahl und Schlacke gilt im technischen VOD-Prozess als eine der
physikalischen Erscheinungen, die ein bestimmtes Maß nicht überschreiten dürfen, um
die Anlagensicherheit nicht zu gefährden. Gleichzeitig erfolgt durch das Herausschla-
gen von Tropfen aus der Badoberfläche, durch den Gasstrahl, eine Vergrößerung der
Grenzfläche und damit eine Beschleunigung der Reaktion. Der auf die Oberfläche der
Flüssigkeit treffende Gasstrahl drückt in diese eine Vertiefung hinein und wird dabei
umgelenkt. Das zurück strömende Gas kann vom Rand des Kraters Tropfen ablösen,
siehe Abbildung 3.10. Der Effekt tritt bei einem kritischen Volumenstrom auf und
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Abbildung 3.11.: Vergleich der Eindringtiefe nach zwei verschiedenen Methoden der
Berechnung
ist abhängig vom Lanzenabstand und Düsendurchmesser [90]. Dieser Zusammenhang
ergibt die Blaszahl B:
B =
V˙
dD(H0 +HE)
(3.24)
Weiterhin ist die kritische Blaszahl Bk, also die Blaszahl, bei deren Überschreiten das
Verspritzen beginnt, abhängig von den physikalischen Eigenschaften der Flüssigkeit,
wie der Oberflächenspannung σl, Dichte und Viskosität. In mehreren Untersuchungen
konnte aber festgestellt werden, dass Bk hauptsächlich von σl abhängt:
Bk(σl) = 0,0846
m3
h · cm2 ·
(
σl
m
mN
)0,432
(3.25)
Für eine Eisenschmelze mit σl = 1500
dyn
cm = 1500
mN
m ergibt Gleichung (3.25) eine
kritische Blaszahl von Bk,Fe = 33,21 lmin · cm2 = 1,99
m3
h · cm2 [9193].
Analog zu Abbildung 3.11 kann die Blaszahl in Abhängigkeit des steigenden Volu-
menstroms bei abnehmenden Druck berechnet werden. Abbildung 3.12 zeigt den
Verlauf der Blaszahl, im Vergleich der zwei Berechnungsmethoden. Es ist zu erken-
nen, dass bei den oben genannten Randbedingungen ein Spritzen der Stahlschmelze
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erst ab einem Druck von pU ≈ 200 mbar zu erwarten ist. Die Abweichung der beiden
Berechnungsmethoden fällt bei der Blaszahl weniger ins Gewicht, da diese von dem
stark ansteigenden Volumenstrom überlagert wird.
Abbildung 3.12.: Blaszahl in Abhängigkeit vom Druck
3.6. Induktionsofen
Das Schmelzen im Induktionsofen, siehe Abbildung 3.13, machen die wasserge-
kühlte Kupferspule (4) und der feuerfeste Tiegel aus Verschleiß- (1) und Dauer-
futter (2) möglich. Eine Kondensatorbatterie mit einem Transformator und einem
Frequenzumrichter bilden mit der Spule einen elektrischen Schwingkreis. Der in die-
sem Schwingkreis fließende Wechselstrom erzeugt ein elektromagnetisches Feld, das
in dem metallischen Einsatzgut (3) im Innern des Tiegels Wirbelströme induziert.
Dadurch wird das Einsatzmaterial erwärmt und geschmolzen. Die Wirbelströme las-
sen auf die Schmelze Potential- und Wirbelkräfte wirken, die eine konische Bad-
übererhöhung und eine Badströmung in Form von zwei Tori mit entgegengesetzten
Strömungsrichtungen erzeugen.
Die Badüberhöhung Hu¨ und die Intensität der Badbewegung BI sind proportional
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zu der spezifischen Ofenleitung PS und der Ofenfrequenz f :
Hu¨ ∼ PS√
f
∼ BI (3.26)
Die spezifische Ofenleistung ist wiederum abhängig vom Tiegelfüllstand, Tiegelgeo-
metrie und dem Einsatzmaterial. Es existieren bereits Technologien, um die in Ab-
bildung 3.13 gezeigte charakteristische Strömung im Induktionsofen anzupassen.
Durch die Konzentration der Leistung auf den oberen oder unteren Teil der Spule ist
es möglich die Badbewegung zu steuern. [9497]
(1)
(2)
(3)
(4) Hü
Abbildung 3.13.: Skizze eines Induktionsofens mit Badüberhöhung Hu¨ und typi-
scher Badbewegung (3), nach [94, S. 389]
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4. Modellbildung und Simulation
Während des VOD-Prozesses laufen viele Reaktionen ab, die zu Veränderungen des
Zustands der Schmelze führen. Das Einbringen von Sauerstoff und Metalloxiden in
das abgeschlossene System der Pfanne beeinflusst die Temperatur, Zusammenset-
zung und Menge der Schmelze, Schlacke und der Gasphase darüber. Die Reaktionen
können nach den thermodynamischen Grundlagen beschrieben und in einem Modell
zusammengestellt werden.
Im Rahmen dieser Arbeit und des Forschungsprojektes Resource-saving operation of
stainless steel refining in VOD and AOD process, siehe Kapitel 7 und [98], ist ein
thermodynamisches Modell des VOD-Prozesses entwickelt worden. Es betrachtet die
Auswirkung des Einblasens von Metalloxidpulver auf den Kohlenstoffgehalt und die
Temperatur der Schmelze. Grundlage ist eine statische Massen- und Energiebilanzie-
rung der Oxidations- und Reduktionsreaktionen beim Aufblasen von gasförmigem und
oxidischem Sauerstoff. Es erfasst die thermodynamischen Vorgänge des technischen
Prozesses wie Temperaturverlust, Oxidation von Legierungselementen, Reduktion des
Zunderpulvers. Ziel des Modells ist die Abbildung des VOD-Prozesses auf Basis von
chemischen, thermodynamischen und metallurgischen Grundlagen.
Darüber hinaus sind Berechnungen und Simulationen mit der Software FactSage
TM
durchgeführt worden. Zum einen um die Ergebnisse des Modells zu überprüfen, zum
anderen um beispielsweise die Schlackenzusammensetzung oder Enthalpie von Reak-
tionen und Komponenten zu berechnen.
4.1. Metallurgische Grundlagen
Dem Modell liegen die im Folgenden beschriebenen chemischen Reaktionen und Be-
rechnungsmethoden der Enthalpie zu Grunde. Diese entsprechen den grundlegenden
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metallurgischen Abläufen des VOD-Prozesses und sind auf die wesentlichen Reaktio-
nen beschränkt, um das Modell mit einfachen mathematischen Methoden in VBA R©
abzubilden.
4.1.1. Reaktionen
Die elementaren Reaktionen sind die des Auflösens von Elementen in der Schmel-
ze. Beim Aufblasen von gasförmigem Sauerstoff und beim Legieren müssen diese
Energiebeiträge betrachtet werden.
1
2
{O2} ⇔ [O] (4.1) 〈C〉fest ⇔ [C] (4.2)
〈Cr〉flu¨ssig ⇔ [Cr] (4.3) 〈Al〉flu¨ssig ⇔ [Al] (4.4)
〈Si〉flu¨ssig ⇔ [Si] (4.5) 〈Mn〉flu¨ssig ⇔ [Mn] (4.6)
Aus metallurgischer Sicht existieren verschiedene Möglichkeiten der Reaktion zwi-
schen der Stahlschmelze, Schlacke und der Gasphase, siehe Abschnitt 3.1.2. Mit
ausreichender Genauigkeit kann das Modell auf die folgenden Oxidationsreaktionen
durch den gasförmig eingeblasenen Sauerstoff reduziert werden:
[C] + [O]⇔ {CO}+ ∆HRCO (4.7)
2[Cr] + 3[O]⇔ (Cr2O3) + ∆HRCr2O3 (4.8)
2[Al] + 3[O]⇔ (Al2O3) + ∆HRAl2O3 (4.9)
[Si] + 2[O]⇔ (SiO2) + ∆HRSiO2 (4.10)
[Mn] + [O]⇔ (MnO) + ∆HRMnO (4.11)
[Fe] + [O]⇔ (FeO) + ∆HRFeO (4.12)
2[Fe] + 3[O]⇔ (Fe2O3) + ∆HRFe2O3 (4.13)
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Bei der Injektion von Metalloxidpulver werden die Oxide FeO, Fe2O3 und Cr2O3
von dem gelösten Kohlenstoff nach folgenden Reaktionen reduziert:
(FeO) + [C]⇔ [Fe] + {CO}+ ∆HRedFeO (4.14)
(Fe2O3) + 3[C]⇔ 2[Fe] + 3 {CO}+ ∆HRedFe2O3 (4.15)
(Cr2O3) + 3[C]⇔ 2[Cr] + 3 {CO}+ ∆HRedCr2O3 (4.16)
Nach dem Satz von Hess [99] und den obigen Gleichungen gilt für die Reaktionsent-
halpie der Reduktion des Metalloxidpulvers:
∆HRedFeO = ∆H
R
CO −∆HRFeO (4.17)
∆HRedFe2O3 = 3 ·∆HRCO −∆HRFe2O3 (4.18)
∆HRedCr2O3 = 3 ·∆HRCO −∆HRCr2O3 (4.19)
4.1.2. Enthalpie
Die notwendigen thermodynamischen Daten der Reaktions- und Bildungsenthalpie
(∆HR und ∆H0) für die chemischen Reaktionen, das Erwärmen des Pulvers und
der Legierungsmittel wurden mit FactSage
TM
berechnet. Mit MATLAB R© wurden
anschließend Polynome für jeden Temperatur-Bereich angepasst und dem Modell als
temperaturabhängige Polynomfunktionen hinterlegt, siehe Gleichung (4.20). Tabellen
mit Werten für die Parameter a bis y befinden sich in Kapitel A. Die folgenden
Abschnitte erläutern die Berechnung der tabellierten Werte.
∆H(T ) = a+ bT + cT 2 + ...+ yT x in
J
mol
(4.20)
4.1.2.1. Lösungsenthalpie von Elementen in der Eisenschmelze
In Abschnitt 4.1.1 werden die Gleichungen beschrieben, nach denen sich bestimmte
Elemente in der Stahl- oder Eisenschmelze lösen. Die freie Enthalpie hierzu ist in
[72, Kapitel 2.2.3], in der Form ∆Gsol = ∆Hsol − T∆Ssol zu finden. Für die freie
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Enthalpie von Gleichung (4.2) ergibt sich beispielsweise nach W. A. Fischer und D.
Janke [100] folgende experimentell ermittelte Gleichung:
∆Gsol1
2{O2}→[O] = −157,84 + 20,31 · T in
kJ
mol
(4.21)
Die Lösungsenthalpie ist in dieser Arbeit ebenfalls mit FactSage
TM
berechnet wor-
den. Sie erfahren in einem Temperaturbereich von 15501850 ◦C eine Änderung von
kleiner als 1 % und werden daher als temperaturunabhängig definiert. Eine höhere
negative Lösungsenthalpie bedeutet einen größeren Temperaturanstieg der Schmelze
während des Auflösens des Elementes.
Tabelle 4.1.: Vergleich der Lösungsenthalpie ∆HSolX von Elementen in der Eisen-
schmelze in kJmol
1
2 {O2} [C] [Cr] [Al] [Si] [Mn]
FactSage
TM −127,34 22,25 0 −62,85 −97,63 0
Gmelin [72] −157,74 22,59 0 −63,56 −119,24 0
4.1.2.2. Bildungsenthalpie
Der Bildungsenthalpie von Reinstoffen wird in FactSage
TM
direkt ein Polynom für die
Temperaturbereiche der Phasen zugeordnet. Diese Enthalpie stimmt bis auf wenige
Prozent Abweichung mit denen aus Kubaschewski [101] überein. Die Berechnung der
Enthalpie von Mischungen, z.B. Legierungsmittel und Zuschlagstoffe, wurde mit dem
Equilib-Modul in Abhängigkeit der Temperatur durchgeführt. Diese Enthalpie gilt
für den Gleichgewichtszustand der Mischung.
Die Bildungsenthalpie ∆H0 ist mit dem Index 0 gekennzeichnet. Bei der Temperatur-
abhängigkeit der Bildungsenthalpie muss die Summe über die im Temperaturinter-
vall auftretenden UmwandlungenHtrans(i) und unterschiedlichen Wärmekapazitäten
cp(i) gebildet werden. Der Zusammenhang wird in dem Kirchhoffschen Gesetz [102]
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gemäß Gleichung (4.22) beschrieben:
∆H0(T ) = ∆H0(298) +
∑
i
(∫ T (i+1)
T (i)
∆cp(i)dT +H
trans(i)
)
(4.22)
Mit dem Polynom, nach Gleichung (4.20) und den tabellierten Werten in Kapitel
A berechnet das Modell die Bildungsenthalpie der Stoffe. Die Differenz zwischen T1
und T2 ergibt die nötige Energie QHeizen zum Erwärmen:
QHeizen = ∆H
0(T2)−∆H0(T1) (4.23)
4.1.2.3. Reaktionsenthalpie
Die Reaktionsenthalpie zu den Reaktionen aus Gleichung (4.7) bis Gleichung (4.11)
ist mit dem FactSage
TM
Reaction-Modul als isotherme Reaktionsenthalpie HRi be-
rechnet. Isotherm bedeutet, dass Reaktanten und Produkte die selbe Temperatur
besitzen.
∆HRX(T ) =
∑
Produkte
∆H0(T )−
∑
Reaktanten
∆H0(T ) (4.24)
Den mit FactSage
TM
berechneten Werten für Delta HRX(T ) wurden temperatur-
abhängige Polynome, der Form von Gleichung (4.20), mit Gültigkeit für definierte
Temperaturbereiche zugeordnet. Die Parameter sind im Anhang in Tabelle A.10 bis
Tabelle A.16 aufgelistet.
Die Reaktionsenthalpie gilt für reine Stoffe als Reaktanten, das heißt nicht als in einer
Stahl- oder Eisenschmelze gelöste Legierungselemente, siehe Gleichung (4.26). Nach
dem Satz von Hess [99] wird die Reaktionsenthalpie von Stoffen in der Schmelze,
Gleichung (4.25), daher noch mit der Lösungsenthalpie der jeweiligen Reaktanten,
Gleichung (4.27) und Gleichung (4.28), aus Abschnitt 4.1.2.1 erweitert. So gilt
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beispielsweise für die Oxidation von Kohle:
[C] + [O]⇔ {CO} + ∆HRCO,tot. (4.25)
〈C〉fest + 1
2
{O2} ⇔ {CO} + ∆HRCO (4.26)
1
2
{O2} ⇔ [O] −∆Hsol1
2{O2}→[O] (4.27)
〈C〉fest ⇔ [C] −∆Hsol〈C〉fest→[C] (4.28)
Analog ist auch mit der restlichen Enthalpie der Reaktionen in Gleichung (4.7) bis
Gleichung (4.11) zu verfahren, unter der besonderen Beachtung der stöchimotrischen
Koeffizienten.
Tabelle 4.2.: Vergleich der Reaktionsenthalpie bei 1600 ◦C
FactSage
TM
Kubaschewski[101] Differenz
kJ/mol kJ/mol %
Al2O3 −1681,96 −1658,38 1,40
Cr2O3 −1117,18 −1116,54 0,06
FeO −242,88 −244,59 −0,71
Fe2O3 −835,51 −816,87 2,23
MnO −404,45 −406,63 −0,54
SiO2 −945,43 −946,28 −0,09
CO −117,93 −117,51 0,36
CO2 −396,48 −396,84 −0,09
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4.2. Statisches Bilanz-Modell
Im Folgenden werden die Berechnungen des Modells vorgestellt. Es handelt sich
um ein Tank-Modell, das die thermischen und stoichen Änderungen des Systems
auf Grundlagen der Stahlprobe und Temperaturmessung vor (Zustand 1) und nach
(Zustand 2) der VOD-Behandlung betrachtet. In Abbildung 4.1 werden die wich-
tigsten Ein- und Ausgangsgrößen dargestellt. Für die Bilanz können die Reaktanten
und Produkte unterschiedliche Temperaturen besitzen. So werden der aufgeblasene
Sauerstoff, das Metalloxidpulver und die Legierungsmittel mit der Umgebungstem-
peratur T0 in den Prozess eingebracht. Ebenso ist mit dem Abkühlen des Abgases in
den Leitungen zu rechnen.
VOD
Tank-Modell
Stahl1:[C1], [Cr1], [Al1],[Mn1], [Si1];T1, m1
Stahl2:[C2], [Cr2], [Al2],[Mn2], [Si2];T2, m2
VO2, mPulver, mLegierung, T0
VAbgas, TAbgas
Abbildung 4.1.: Ein- und Ausgangsgrößen für das Modell
4.2.1. Wärmebilanz
Die Temperaturänderung der Schmelze von T1 zu T2 ist die Folge von exo- und en-
dothermen Reaktionen sowie dem Aufheizen von Materialzugaben und dem Wärme-
verlust durch Strahlung und Konvektion. Die Änderung der Wärmemenge QSchmelze
der Schmelze, bei der Entkohlung mit Metalloxid und gasförmigem Sauerstoff im
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VOD-Prozess, setzt sich wie folgt zusammen:
∆QSchmelze = QPulver +QO2 +QMaterialzugaben +QV erlust (4.29)
QPulver = Wärmeanteil Aufblasen von Metalloxidpulver (4.30)
QO2 = Wärmeanteil Aufblasen von O2-Gas (4.31)
QMaterialzugaben = Wärmeanteil Legierungsmittel und Zuschläge (4.32)
QV erlust = Wärmeverlust Strahlung und Konvektion (4.33)
Aus der chemischen Analyse und den möglichen Reduktionsreaktionen des Pulvers,
mit dem in der Schmelze gelösten Kohlenstoff, lassen sich dessen Entkohlungswir-
kung und Energiebilanz berechnen. Der Energieverbrauch zum Erwärmen des Zun-
derpulvers QPulver−Heizen ist mit den Werten für die Standardbildungsenthalpie aus
Tabelle A.3 und Gleichung (4.20) berechnet worden. Die Reduktion des Pulvers
benötigt einen weiteren Energie-Beitrag QPulver−Reduktion, der sich anteilig aus der
Enthalpie ∆HRedFeO, ∆H
Red
Fe2O3
und ∆HRedCr2O3 , der Gleichung (4.17) bis Gleichung
(4.19), zusammensetzt. Das Pulver, mit der ermittelten chemischen Zusammenset-
zung siehe Tabelle 4.3, besitzt die charakteristischen, spezifischen Werte der Energie
∆HRedPulver(1600
◦C) = 233,1 kJmol und ∆H
Heizen
Pulver (1600
◦C) = 173,7 kJmol .
QPulver = QPulver−Heizen +QPulver−Reduktion (4.34)
QPulver−Heizen = nPulver ·∆H0Pulver (4.35)
QPulver−Reduktion = nPulver ·
∑
∆HRedi · xi (4.36)
Die Wärmeänderung durch das Aufblasen von gasförmigem Sauerstoff setzt sich zu-
sammen aus dem Aufheizen des Gases QO2−Heizen, der Reaktion mit dem Koh-
lenstoff QC−V erbrennung und Legierungselementen QMe−V erbrennung. Hierbei ist
∆nMe die Mengen-Änderung des metallischen Elementes Me während des VOD-
Prozesses, mit dem stöchiometrischen Koeffizient νMe. Der Anteil des Sauerstoffga-
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ses, der mit dem Kohlenstoff reagiert, ist mit nOGas→C gekennzeichnet.
QO2 = QO2−Heizen +QC−V erbrennung +QMe−V erbrennung (4.37)
QO2−Heizen = nO2 ·∆H0O2 (4.38)
QC−V erbrennung = nOGas→C ·∆HRCO (4.39)
QMe−V erbrennung =
∑
νMe ·∆nMe ·∆HRMe (4.40)
Der Wärmeverlust durch Strahlung und Konvektion QV erlust ist vereinfacht mit einer
empirisch ermittelten konstanten Temperaturabnahme TV erlust angenommen. Bei ei-
ner Pfanne in stationärem Wärmezustand und einer mittleren Argonspülrate wird von
ca. 0,6 Kmin ausgegangen. Die VOD-Behandlungszeit ist tV OD und die in FactSage
TM
ermittelte Wärmekapazität eines RSH-Stahl, mit 18 Gew.-% Chrom und 10 Gew.-%
Nickel, cpCrNi−Schmelze = 837,82 Jkg ·K .
QV erlust = tV OD · TV erlust · cpCrNi−Schmelze ·mSchmelze (4.41)
∆QSchmelze = (T1 − T2) · cpCrNi−Schmelze ·mSchmelze (4.42)
4.2.2. Anteil der Nachverbrennung
Zur Entkohlung und Oxidation von Legierungselementen steht nicht die gesamte ein-
gebrachte Sauerstoffmenge zur Verfügung. Teilweise reagiert der Sauerstoff aus der
Aufblaslanze mit dem Kohlenmonoxid des Abgasstromes oder verlässt, zu kleinen
Teilen, als reiner Sauerstoff den VOD-Kessel. Bestimmend für die Nachverbrennung
ist die Vermischung des Sauerstoff-Strahles mit dem entgegen gesetzten Abgasstrom.
Es muss also mit einem Wirkungsgrad ηO2-NV für die Entkohlung in Bezug auf die
Nachverbrennung gerechnet werden. Dieser Wirkungsgrad sei, für das Modell, als
das Verhältnis von dem mit dem gelösten Kohlenstoff zu CO reagierenden Sauerstoff
(nOGas→C) und der eingeblasenen Sauerstoffmenge (nOGas) definiert. Der Sauer-
stoffanteil, der Metalle aus der Schmelze (nOGas→MexOy ) oxidiert, ist von nOGas
zu subtrahieren, siehe Gleichung (4.43).
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ηO2-NV =
nOGas→C
nOGas − nOGas→MexOy
= 1− nOGas→NV
nOGas − nOGas→MexOy
(4.43)
Kontinuierlich messbar durch die Abgasanalyse während der VOD-Behandlung sind
die Konzentrationen von Kohlenmonoxid, -dioxid und Sauerstoff. Der Wirkungsgrad
kann nach Gleichung (4.44) aus der Abgaszusammensetzung berechnet werden. Die
Menge des durch Undichtigkeiten des Systems eingebrachten Sauerstoffes ist aus der
Leckage zu bestimmen und muss von dem Nenner in Gleichung (4.44) abgezogen
werden.
ηO2-NV =
0,5VCO2 Abgas + 0,5VCOAbgas
0,5VCOAbgas + VCO2 Abgas + VO2 Abgas − VO2 Leckage
(4.44)
4.2.3. Stoffbilanz
Die Stoffbilanz des Sauerstoffes setzt sich aus den verschiedenen Quellen und Sen-
ken zusammen. Verbraucht wird der Sauerstoff zur Entkohlung, Metalloxidation und
Nachverbrennung. Dem System wird Sauerstoff gasförmig durch die Aufblaslanze
und chemisch gebunden durch das Metalloxidpulver zur Verfügung gestellt. Aus phy-
sikalischen und thermodynamischen Gründen wird angenommen, dass nur Teile des
Sauerstoffgases Metalloxide bilden und Kohlenmonoxid nachverbrennen. Das Me-
talloxidpulver reagiert nur mit dem gelösten Kohlenstoff der Stahlschmelze. So gilt
folgende Sauerstoffbilanz:
nOGas + nOPulver = ∆nC + nOGas→MexOy + nOGas→NV (4.45)
mit nOGas→MexOy =
3
2
∆nAl +
3
2
∆nCr + ∆nMn + 2∆nSi (4.46)
und ∆nC = nOGas→C + nOPulver (4.47)
Gleichung (4.45) stellt die Sauerstoffquellen den Senken gegenüber. ∆nC ist die
Entkohlung der Stahlschmelze. Dagegen fasst nOGas→NV den Sauerstoff zusammen,
der nicht mit der Schmelze reagiert, sondern nachverbrennt oder als reiner Sauerstoff
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verloren geht.
Tabelle 4.3.: Chemische Zusammensetzung des Metalloxidpulvers für das Modell
FeO Fe2O3 Cr2O3 Femet SiO2 CaO
Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-%
20,58 46,33 3,43 22,24 4,58 2,84
Der im kohlenstoffreichen Stahlbad reduzierbare Anteil des Metalloxidpulvers setzt
sich zusammen aus den Oxiden FeO, Fe2O3 und Cr2O3. Mit der vereinfachten
normierten Zusammensetzung des Pulvers aus Tabelle 4.3 ist der spezifische Sau-
erstoffgehalt xOPulver = 1,0892. Dieser gibt die Menge des theoretisch reduzierba-
ren Sauerstoffes in mol pro mol Pulver an. Die molare Masse des Pulvers beträgt:
MPulver = 88,95
g
mol . Diesen Werten zufolge können 100 kg Pulver 13,72 Nm
3 O2
der Aufblaslanze ersetzen.
4.3. Prozesspunkt-Berechnung
Ein Anwendungsbereich des Tank-Modells ist die Prozesspunkt-Berechnung für das
kombinierte Einblasen von Metalloxid-Pulver und Sauerstoff. Für das Modell sind
die in Abbildung 4.1 auf Seite 47 gezeigten Eingangsparameter notwendig, für eine
Beispielrechnung listet diese Tabelle 4.4 auf:
Tabelle 4.4.: Beispiel für die Startbedingungen der Modell-Berechnung
m1 tV OD T1 mPulver mMaterialzugaben
kg min ◦C kg kg
85 000 100 1600 01500 0
C1 Cr1 Si1 Al1 Mn1
Gew.-%
0,7 18 0,04 0,07 1,2
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Die Metalloxidation der Legierungselemente für die Beispielrechnung sind aus den in
Kapitel 7 beschriebenen Versuchen gemittelt, siehe Tabelle 4.5a.
Tabelle 4.5.: Eingabeparameter und Ergebnisse der Prozesspunkt-Berechnung
(a) Gemittelte Endgehalte
Cr2 Si2 Al2 Mn2
Gew.-%
17,4 0,01 0,01 0,6
(b) Prozesspunkte
mPulver VO2 Tend
kg Nm3 ◦C
0 1051 1732
500 959 1694
1000 868 1657
1500 776 1619
In dieser Prozesspunkt-Berechnung sei die Zielgröße ein Endkohlenstoffgehalt von
C2 = 0,01 Gew.-%. Bei einem steigenden Satz an Metalloxidpulver von 01500 kg
zeigt Tabelle 4.5b die benötigte Menge an Sauerstoff VO2 und die zu erwartende
Endtemperatur T2. Bei den angenommenen Randbedingungen und unter Berück-
sichtigung von ηO2-NV = 0,75 ersetzen 500 kg Pulver 91,49 Nm
3 O2 und kühlen
die Schmelze um etwa 37,38 ◦C ab. Der Nickelgehalt der Schmelze sei konstant
10 Gew.-%.
4.4. Modellevaluation mit FactSage
TM
Die Energie- und Stoffbilanz des Tank-Modells kann mit FactSage
TM
evaluiert wer-
den. Die Randbedingungen sind die Startzusammensetzung wie in Tabelle 4.4, je-
doch bei einer theoretischen Behandlungszeit von tV OD = 0 min, da in FactSage
TM
adiabat und damit ohne konstantem Temperaturverlust gerechnet wird. Eine weitere
Vereinfachung der Simulation in FactSage
TM
ist die Beschränkung der Gasphase auf
Komponenten, die Sauerstoff und/oder Kohlenstoff enthalten, wie z.B.: CO, CO2
und O2. Im thermodynamischen Gleichgewicht würde bei einem Druck von zum
Beispiel 1 mbar das im Stahl gelöste Mangan nahezu vollständig verdampfen. Dies
wird aufgrund von kinetischen Hemmnissen im realen Prozess nicht beobachtet. Das
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Verdampfen von Mangan und anderen Metallen aus der Schmelze würde zu einer
beträchtlichen Temperaturabnahme der Schmelze führen. Die Reaktanten sind als
einzelne Streams mit unterschiedlichen Temperaturen in FactSage
TM
berücksich-
tigt, T0 = 25 ◦C und T1 = 1600 ◦C. Die Ergebnisse aus FactSage
TM
sind in Kapitel
A in Tabelle A.17 bis Tabelle A.20 dargestellt.
Für die Evaluation wurden in das Tank-Modell die Eingangsparameter aus Tabelle
4.4 und die berechnete Zusammensetzung der Stahlschmelze im Gleichgewicht nach
FactSage
TM
eingegeben. Abbildung 4.2 zeigt die Entkohlung nur mit Metalloxidpul-
ver und Abbildung 4.3 beim kombinierten Einblasen mit konstantem Sauerstoffvo-
lumen von VO2 = 349 Nm
3.
(a) 1mbar (b) 100mbar
Abbildung 4.2.: Vergleich Modell mit FactSage
TM
, reines Einblasen von Metalloxid-
pulver
Im Falle des reinen Pulver-Blasens, Abbildung 4.2, korrelieren die Modellrechnun-
gen mit FactSage
TM
sowohl bei 1 mbar als auch bei 100 mbar gut. Die Kohlenstoff-
bilanz zeigt nur geringe Abweichungen, die mit steigender Pulvermenge zunehmen.
Ein Grund hierfür kann die vereinfachte Massenbilanz sein, die den geringen Ver-
dünnungseffekt durch das Pulver nicht enthält. Bei dem kombiniertem Einblasen
unterscheiden sich die Rechnungen mit 1 mbar und 100 mbar, siehe Abbildung 4.3.
Während in Abbildung 4.3a die Temperaturen konstant um etwa 15 ◦C abweichen,
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(a) 1mbar (b) 100mbar
Abbildung 4.3.: Vergleich Modell mit FactSage
TM
, kombiniertes Einblasen von Me-
talloxidpulver und 349 Nm3 Sauerstoff
gehen die Werte in Abbildung 4.3b ab 1000 kg Pulver weiter auseinander. Eine
mögliche Erklärung ist, dass FactSage
TM
die Bildung einer zweiten flüssigen Phase,
der Schlacke, berücksichtigt. Das Modell beschränkt sich hier auf die Reaktion zu
festen Metalloxiden. Diese Annahme scheint sich in bestimmten Bereichen mit dem
thermodynamischen Gleichgewicht gut zu decken, siehe Tabellen A.17 und A.18.
Mit dem kombinierten Einblasen wird jedoch bei höheren Pulver-Mengen eine flüssige
Schlacke thermodynamisch stabil, siehe Tabellen A.19 und A.20.
Neben der Berechnung von Temperatur und Kohlenstoffgehalt zeigt die FactSage
TM
-
Simulation, welche Phasen sich im thermodynamischen Gleichgewicht neben dem
flüssigen Stahl und der Gasphase bilden. Beim reinen Pulverblasen und 1 mbar tritt
eine feste kalkgesättigte Metalloxid-Phase auf. Der Ursprung dieser Schlacke ist allein
die Verunreinigung des Metalloxidpulvers mit 2,84 Gew.-% CaO. Durch die Oxida-
tion des Aluminiums aus der Schmelze bei 100 mbar, bildet sich zunächst eine feste
Calcium-Aluminat-Phase, die mit steigendem Pulvereinsatz in eine flüssige Schla-
cke umwandelt. Grund ist die thermodynamische Stabilität des SiO2 bei gesenktem
Kohlenstoffgehalt.
Im kombinierten Blasprozess vollzieht sich eine Phasenumwandlung der festen kalk-
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gesättigten Metalloxid-Phase zu einer flüssigen Schlackenphase bereits bei 1 mbar.
Das Auftreten der flüssigen Schlackenphase ist hier mit der Oxidation des Alumini-
ums zu begründen, vergleiche Abbildung A.19. Das Siliziumoxid aus dem Pulver
wird erst bei 100 mbar nicht mehr vom Kohlenstoff der Schmelze reduziert.
4.5. Diskussion von Stellgrößen
Eine Stellgröße mit großer Auswirkung auf die Wärmebilanz kann der Anteil des
dissoziierenden gasförmigen Sauerstoffes sein. Der Auflösevorgang, 12 {O2} ⇔ [O],
hat eine beträchtliche negative Enthalpie, siehe Tabelle 4.1 auf Seite 44, das heißt
dieser erwärmt das System zusätzlich. Andere Gase wie Wasserstoff oder Stickstoff
verhalten sich hingegen endotherm während der Lösungsreaktion. Wenn der Groß-
teil der Reaktion im Brennfleck über den direkten Kontakt zwischen Metall und Gas
stattfindet, geht nur ein Bruchteil des Sauerstoffes in Lösung und damit hat die Dis-
soziation einen kleineren Anteil an der Wärmebilanz. Findet die Reaktion allerdings
vollständig über gelösten Sauerstoff statt, müsste die negative Enthalpie im vollen
Umfang in der Wärmebilanz berücksichtigt werden. Der andere Extremfall wäre ei-
ne vollständige Umsetzung des Sauerstoffes zu Metalloxiden. Anschließend läuft die
Entkohlungsreaktion zwischen Schlacke und Stahl ab. Für die korrekte Simulation
der Wärmebilanz müssen die Anteile des entsprechenden Reaktionsmechanismus be-
rücksichtigt werden. In der FactSage
TM
-Simulation spielt das Lösen des Sauerstoffes
nur eine untergeordnete Rolle, da es sich um eine Gleichgewichtsberechnung handelt.
In dieser geht nur so viel Sauerstoff in Lösung, wie das globale Gleichgewicht zulässt.
Das lokale Gleichgewicht im Brennfleck mit einem hohen Sauerstoffpartialdruck wird
nicht betrachtet. Daher ist im realen VOD-Prozess damit zu rechen, dass eine deut-
lich größere Menge an Sauerstoff in Lösung geht, als es im globalen Gleichgewicht
der Fall ist.
Weiterhin vernachlässigt das Modell einen, wenn auch kleinen, negativen Wärmebei-
trag, das korrekte Aufheizen von O2. Es beinhaltet zwar die Enthalpie zum Erwärmen
des Sauerstoffes von Raumtemperatur auf die Stahltemperatur, jedoch ist die wahre
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Austrittstemperatur aus der wassergekühlten Lavaldüse der Aufblaslanze unbekannt.
Wegen starker Expansion des Gases im Überschallbereich ist eine sehr niedrige Tem-
peratur wahrscheinlich.
Bei der Evaluation des Tank-Modells mit FactSage
TM
fiel der ebenfalls beträchtliche
Einfluss des Verdampfens von Metallen, vorwiegend von Mangan, auf. Das während
der Vakuumbehandlung Mangan über die Gasphase verloren geht und damit der
Schmelze Energie entzieht, kann bei Schmelzen mit hohem Mangangehalt oft als
brauner Rauch beobachtet werden. Jedoch wird das thermodynamische Gleichgewicht
der Manganverdampfung im industriellen Prozess nicht erreicht. Unbekannt bleibt
daher die Menge des tatsächlich verdampfenden Mangans. Aus diesem Grund ist die
Verdampfung von Metallen im Tank-Modell nicht berücksichtigt.
Die Evaluation des Modells mit in Versuchen ermittelten Daten wird in Abschnitt
7.2 vorgenommen. Im Anschluss dazu werden die Fehler des Modells betrachtet.
57
5. Laborversuche
Ergänzend zu den Technikum-Versuchen im 100 kg-Vakuuminduktionsofen, sieheKa-
pitel 6, wurden Versuche im Labormaßstab mit dem Ziel durchgeführt, den Mechanis-
mus der Entkohlungsreaktion an der Grenzfläche von Stahl und Metalloxid sichtbar
zu machen. Zusätzlich wurde in einer Versuchsreihe die Benetzung von Eisenoxid
durch Stahl untersucht.
5.1. Mechanismus der Entkohlung
Drei unterschiedliche Versuchsanordnungen dienten dazu den Mechanismus der Ent-
kohlungsreaktion an der Grenzschicht zwischen kohlenstoffhaltigem Stahl und Ei-
senoxid zu untersuchen. Das Schmelzaggregat war ein offener Induktionsofen. Die
Reaktion fand außerhalb des Ofens mit kleinen Stahlmengen bis zu 1 kg statt. Bei
der Entkohlung unter atmosphärischem Druck von ca. 1000 mbar steht dem theoreti-
schen maximalen Sauerstoffgehalt von 0,3 Gew.-% bei 1600 ◦C ein Kohlenstoffgehalt
von ca. 0,007 Gew.-% im Gleichgewicht gegenüber. Die Versuchsanordnungen wa-
ren darauf ausgelegt, die Entkohlungsreaktion durch Abkühlung und Erstarrung zu
unterbrechen.
Anschließend wurden die Proben geteilt und eine geeignete Stelle im Inneren ge-
sucht, an der eine stabile Grenzschicht entstanden war. Dieser Probenausschnitt
wurde metallographisch aufbereitet, unter dem Lichtmikroskop beurteilt sowie mit
einem Rasterelektronenmikroskop (REM) und Mikrosonde des Gemeinschaftslabor
für Elektronenmikroskopie der RWTH analysiert.
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5.1.1. Eisenoxid auf Stahl
In einem ersten Versuch wurde Stahl ([C] = 0,1 Gew.-%) aus dem offenen Induk-
tionsofen mit einer Kelle entnommen, das pulverförmige Eisenoxid aufgegeben und
nach kurzer Reaktionszeit in Wasser abgeschreckt. Zur Anwendung kam das Zunder-
Metalloxidpulver mit der chemischen Zusammensetzung siehe Tabelle 6.4 auf Seite
89 und der Korngröße 0,1250,355 mm. Ein Nachteil dieser Versuchsanordnung war
der hohe Temperaturverlust in der Kelle während der Pulverzugabe und die damit
verbundene kurze Reaktionszeit zwischen Stahl und Metalloxid. Hinzu kam die unför-
mige Erstarrung im Wasserbad. Dennoch konnte eine Grenzfläche zwischen Oxid und
Stahl untersucht werden. Abbildung 5.1a zeigt eine Aufnahme der Grenzschicht im
Lichtmikroskop. In Abbildung 5.1b wurde der Ausschnitt im REM vergrößert und
Analysen mit der Mikrosonde an den verschiedenen Phasen gemacht. Die Zusam-
mensetzung der neun Messpunkte 22-30 sind in Tabelle 5.1 aufgelistet.
(a) (b)
Abbildung 5.1.: Vorversuch zur Reaktionsgrenzfläche
In der Aufnahme auf Abbildung 5.1 sind vier gekennzeichnete Bereiche zu erken-
nen, (1) die Stahlmatrix, (2) eine von der Grenzschicht entfernte Oxidphase, (3) eine
teilweise reduzierte Oxidphase und (4) eine Fayalit-Schlackenphase mit Kalziumoxid.
Um die Phasen besser beurteilen zu können, wurden in Tabelle 5.2 aus den Element-
konzentrationen der EDX-Messungen Oxidkomponenten berechnet. Dabei wurde der
Sauerstoffgehalt den Metallen Al, Ca, Si, Mn und Cr in Reihenfolge ihrer Sauer-
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Tabelle 5.1.: Zusammensetzung der EDX-Messpunkte aus Abbildung 5.1b in
Gew.-%
(1) (4) (3)
22 23 24 25 26 27 28 29 30
Al 0,37 2,22 1,98 - - - - - -
Ca −0,14 13,05 14,18 0,19 - - - - -
Cr 1,02 0,22 −0,66 2,55 2,16 41,88 0,08 0,85 1,26
Fe 94,32 30,19 33,58 74,42 74,22 25,43 66,11 58,68 69,09
Mg - 0,85 −0,05 - - - - - -
Mn 1,25 1,51 1,46 1,69 1,27 - - - -
Ni - - - - - - 29,11 38,43 27,14
O 2,55 36,57 36,48 21,16 22,34 32,69 4,70 2,04 2,50
P - 0,83 - - - - - - -
Si 0,63 14,56 13,04 - - - - - -
stoffaffinität zugeordnet. Der restliche Sauerstoff wurde stöchiometrisch auf Wüstit
oder Hämatit verteilt. Negative Werte sind auf Analysefehler der Mikrosonde zurück-
zuführen.
Tabelle 5.2.: Berechnete Zusammensetzung möglicher Oxide der in Tabelle 5.1
gemessenen Werte, in Gew.-%
(1) (4) (3)
22 23 24 25 26 27 28 29 30
Al2O3 0,59 3,28 2,86 - - - - - -
CaO −0,19 16,98 18,00 0,22 - - - - -
SiO2 1,33 28,98 25,31 - - - - - -
MnO 1,59 1,82 1,72 1,80 1,35 - - - -
Cr2O3 1,47 0,31 −0,88 3,09 2,59 50,64 0,16 1,94 2,45
FeO 4,95 28,08 30,11 74,50 78,00 −2,17 27,80 13,01 13,18
Fe2O3 - 8,93 10,10 - 0,43 32,49 - - -
FeRest 89,16 - - 3,80 - - 65,85 82,15 81,44
In den oben beschriebenen Messungen ist die Sauerstoff-Verarmung des Oxides durch
die Reaktion mit dem in der Schmelze gelösten Kohlenstoff zu erkennen. Als Folge
der Entkohlung des Stahls wurden Anteile des Oxids bis zum reinen Eisen reduziert,
Messpunkte 28 bis 30. Neben diesen reduzierten Inseln existieren noch Reste von
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Eisen höherer Oxidationsstufen, Messpunkt 27. In Phase (4) scheint eine flüssige
Schlackenphase in dem Oxid aufgeschmolzen oder eingedrungen und bei Abkühlung
wieder erstarrt zu sein. Dies ist an den Silikat- und Kalziumoxidanteilen in den Mess-
punkten 23 und 24 sowie der eisenreichen Phase 25 und 26 zu erkennen. Ein weiteres
Indiz ist die dendritische Erstarrungsstruktur von Phase (4). Wegen der hohen In-
homogenität des eingesetzten Metalloxidpulvers, ist eine exakte Bilanzierung nicht
möglich. Anhand der Untersuchung kann jedoch gut die Veränderung des Oxids und
die Abnahme der Oxidationsstufe des Eisens an der Grenzfläche mit dem kohlenstoff-
haltigen Stahl nachgewiesen werden.
5.1.2. Stahl auf Eisenoxid
Um die Grenzfläche zwischen Stahl und Oxid nach der Erstarrung besser lokalisieren
zu können, wurde in dieser Versuchsserie das Metalloxidpulver durch stückiges Hä-
matiterz ersetzt, die chemische Analyse zeigt Tabelle 5.3. Der Stahl wurde auf das
Erzstück in eine ca. 10× 10× 5 cm große Gusseisenform gegossen. Abbildung 5.4a
zeigt das von Stahl (1) umschlossene Erzstück (2), mit deutlich erkennbarer Blasen-
bildung um die Grenzflächen. Durch den Thermoschock zersprang das Magnetiterz
teilweise in mehrere kleine Stücke, die fest mit der Stahlmatrix verbunden waren.
Die Zusammensetzung des Stahls enthielt neben Eisen noch [C] = 0,78 Gew.-%,
[Si] = 0,15 Gew.-%, [Mn] = 0,42 Gew.-% und [Cr] = 0,84 Gew.-%.
Tabelle 5.3.: Mittlere chemische Zusammensetzung des Erzes aus der Röntgenfluo-
reszenzanalyse
Komponente Gew.-% Komponente Gew.-%
Fe2O3 90,12 Al2O3 0,50
SiO2 3,30 V2O5 0,25
CaO 2,73 TiO2 0,18
P2O5 1,58 Na2O 0,17
MgO 1,04 K2O 0,12
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Ein Linienscan analysierte senkrecht zu der Grenzfläche das Verhalten der Kohlenstoff-
und Sauerstoffkonzentration im Stahl. Entlang des in Abbildung 5.4c gezeichneten
Pfeils wurde im Abstand von je 2 µm über eine Länge von 100 µm die ESMA-Messung
(Elektronenstrahlmikroanalyse) durchgeführt. Die Analyse sogenannter leichter Ele-
mente mittels REM birgt das Problem, dass Elemente wie Kohlenstoff und Sauerstoff
nur wenig Strahlung emittieren und diese von schweren Elementen wie Eisen teil-
weise absorbiert wird. Hinzu kommt eine birnenförmige Anregung der Atome in die
Ebene hinein. Hierdurch können in der Tiefe benachbarte Atome mitgemessen wer-
den, wodurch die Grenze zwischen Oxid und Stahl unschärfer wird. Zu einer starken
Überbestimmung des Sauerstoffgehalts kann leichte Oxidation der Stahloberfläche
führen. [103, 104]
Abbildung 5.2.: ESMA-Analyse von [C] und [O] entlang einer Linien in Probe 1
Abbildung 5.2 und Abbildung 5.3 zeigen die Ergebnisse des Linienscans von zwei
unterschiedlichen Proben. Über einen Ausschnitt von 32 µm sind die Kohlenstoff-
und Sauerstoffkonzentrationen in der Stahlmatrix dargestellt. Die Grenzschicht ist
anhand des ersten sehr hohen Sauerstoffwertes von [O] > 1 Gew.-% zu identi-
fizieren. Das Verringern der Eisenkonzentration (nicht dargestellt) auf Werte un-
ter 98 Gew.-% bestätigt die Lage der Grenzschicht. Zusätzlich sind die Mittelwer-
te (gleichfarbige horizontale Linie) der gemessenen Kohlenstoff- und Sauerstoffkon-
zentration der Stahlmatrix dargestellt. Die mittleren absoluten Kohlenstoffgehalte,
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Abbildung 5.3.: ESMA-Analyse von [C] und [O] entlang einer Linien in Probe 2
0,83 Gew.-% und 1,18 Gew.-%, stimmen mit dem funkenspektrometrischen Wert
von [C] = 0,78 Gew.-% gut überein. Auffällig ist der hohe Sauerstoffgehalt, der
bei Betrachtung des thermodynamischen Gleichgewichtes nicht zu dem gemessenen
Kohlenstoffgehalt passt. Jedoch zeigen die Werte in der Stahlmatrix einen konstanten
Verlauf um die Mittelwerte 0,16 Gew.-% und 0,17 Gew.-%, so dass lediglich von einer
parallelen Verschiebung der Messwerte, durch die oben erläuterten Schwierigkeiten
bei der ESMA-Messung, auszugehen ist. Die Abnahme des Kohlenstoffgehaltes im
Stahl zur Grenzschicht hin ist mit beiden Messungen sehr gut nachgewiesen. In unmit-
telbarer Nähe zur Grenzschicht nimmt der Kohlenstoffgehalt um ungefähr 0,4 Gew.-%
im Vergleich zum Mittelwert ab. Es ist ebenfalls eine Zunahme des Sauerstoffgehalts
im Stahl um 76 % im Vergleich zum Mittelwert in beiden Proben festzustellen.
5.1.2.1. Messung des Blasendurchmessers
An mehreren der unter dem Lichtmikroskop betrachteten Proben sind in der Nähe
der Grenzflächen Ansammlungen von Poren innerhalb der Stahlmatrix aufgefallen,
siehe Abbildung 5.4b. Mit einer entsprechenden Software lässt sich ein solcher Bla-
sensaum optisch auswerten um den mittleren Durchmesser der Blasen zu ermitteln.
Hierzu wird die interessante Fläche und ein Grauwert definiert, der den Hohlräu-
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Abbildung 5.4.: Versuch zur Reaktionsgrenzfläche: Stahl auf Erzstück
men entspricht. Die Software misst alle Flächen dieses Grauwertes und gibt deren
Formfaktor, maximalen, minimalen und mittleren Durchmesser an. Wegen der opti-
schen Messmethode können die Ergebnisse durch Schleifartefakte oder Partikel mit
ähnlichem Grauwert verfälscht werden.
Abbildung 5.5 zeigt die kumulierte Häufigkeit des mittleren Durchmessers von zwei
Proben (1) und (2) bei verschiedener Auflösung bzw. unterschiedlicher Kantenlänge
der analysierten Fläche, 50 µm und 200 µm. Auffällig ist die hohe Anzahl an Flächen
mit sehr kleinem Durchmesser. Bei 50 µm sind knapp 80 % der Blasen kleiner als
2 µm und bei der Messung von 200 µm sind 80 % der Blasen kleiner als 4 µm. Die
Messwerte folgen keiner Normalverteilung. Der mittlere Formfaktor liegt bei 0,9, ein
Faktor von 1 entspricht einem Kreis.
Die Messwerte aus Abbildung 5.5 lassen sich mit den Berechnungen zur Blasen-
bildung in Abschnitt 3.2 erklären. Der kritische Blasendurchmesser bei einem Koh-
lenstoffgehalt von 0,8 Gew.-%, dem als maximal angenommenem Sauerstoffgehalt
0,3 Gew.-% und 1600 ◦C beträgt lediglich 0,5µm. Selbst bei [O] = 0,1 Gew.-% ist
dieser kleiner als 4 µm. Bei der angegebenen Zusammensetzung liegt der Partialdruck
des Kohlenmonoxides an der Grenzfläche im Stahl bei ca. 140 bar. Das heißt, sehr
kleine Blasenkeime sind bereits stabil und die Tiefe in der Stahlschmelze spielt eine
untergeordnete Rolle.
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Abbildung 5.5.: Kumulative Häufigkeit des Gasblasen-Durchmessers in der Nähe der
Grenzschicht
5.1.3. Stahl in Eisenerz-Kokille
In diesem Versuch sollte ein gezielter Verlauf der Grenzfläche zwischen Stahl und Me-
talloxid erzeugt werden. Das Ziel war eine Kokille aus Metalloxid mit Stahl zu füllen.
Hierzu wurden Erzstücke mit einer 10 mm-Bohrung versehen, Abbildung 5.6a. Die
Tiefe der Bohrung lag bei etwa 1525 mm. Die so präparierten Erzstücke wurden im
Muffelofen auf 1000 ◦C vorgeheizt und thermisch isoliert um den Temperaturverlust
bei der Entnahme aus dem Ofen bis zum Einguss des Stahls zu minimieren. Nach
dem Einfüllen des Stahls deutete eine Blasenbildung am Rand der Bohrung auf eine
Reaktion zwischen Stahl und Oxid hin. Jedoch entstanden kaum feste Verbindungen
zwischen Eisenerz und Stahl, so dass sich schon teils vor der Probenaufbereitung
beide Phasen voneinander trennten. Zum Fixieren der Proben wurden die Erzstü-
cke komplett in Harz eingebettet, in kleine Stücke getrennt und zur Analyse unter
dem Mikroskop vorbereitet. Die schnelle Erstarrung des Stahls in der Bohrung führte
dazu, dass sich keine nachweisbare Grenzschicht zwischen den beiden Materialien
ausbildete, siehe Abbildung 5.6b und Abbildung 5.6c.
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Abbildung 5.6.: Versuch zur Reaktionsgrenzfläche: Stahl in Eisenerz-Kokille
5.2. Versuche zur Benetzbarkeit von Eisenoxid
Die Benetzbarkeit von Eisenoxid spielt bei dem Eintauchen und der Reaktion zwischen
der Stahlschmelze und dem eingeblasenen Metalloxidpulver eine Rolle. Besonders für
die Materialpaarung von chromhaltigem Stahl und Eisenoxid gibt es keine veröf-
fentlichten Werte über den Benetzungswinkel. Um die Benetzbarkeit zu überprüfen,
wurden zwei Versuchsreihen durchgeführt. Die erste fand unter Atmosphäre statt und
simulierte damit die oxidierenden Verhältnisse des VOD-Verfahrens. Bei der zweiten
Versuchsreihe kam ein Autoklav mit reiner Argon-Atmosphäre zum Einsatz.
5.2.1. Tropfenversuche in offener Atmosphäre
Das Magnetiterz, siehe Tabelle 5.3 auf Seite 60, wurde mit polierter Oberfläche in
einem Muffelofen auf 1000◦C vorgeheizt. Mit einem Schweißgerät wurde ein Tropfen
an einem 1.4301 (X5CrNi18-10) Stab erzeugt und aus einer Höhe von 57 cm auf
die ausgerichtete Oberfläche fallen gelassen. Diesen Vorgang zeichnete eine Hoch-
temperaturkamera auf, siehe Abbildung 5.8. Der Temperaturbereich wurde von ca.
8001200 ◦C gewählt, um die Sichtbarkeit der Erzoberfläche und des Stahltropfens
zu gewährleisten. Die Bildfolge Abbildung 5.8a bis Abbildung 5.8f zeigt das Auf-
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schlagen des Tropfens und sein Zusammenziehen, bis sich der Winkel zwischen den
Phasen eingestellt hat. An diesem Zeitpunkt wurde optisch der Benetzungswinkel
Θ gemessen. Dabei wurde idealisiert das nicht reaktive Benetzen angenommen, das
heißt der Winkel wurde zwischen Tropfen und der Ebene gemessen, siehe Abbildung
5.9a. Die Mittelwerte und Standardabweichungen von 14 Messwerten aus sieben Ver-
suchen sind in Tabelle 5.4 gelistet. Bei den Aufnahmen konnte teilweise eine Welle
auf der Oberfläche des Tropfens beobachtet werden. Sie lief vom Rand des liegen-
den Tropfens bis an seinen Scheitelpunkt. Die Strömung auf der Oberfläche wird
vermutlich durch Unterschiede in der Oberflächenspannung verursacht, zum Beispiel
durch Abkühlung oder die einsetzende Erstarrung. Diese Erscheinung wird Marangoni
Effekt genannt, [105, 106].
Tabelle 5.4.: Benetzungswinkel von flüssigem Stahl und Eisenerz in Luft
Mittelwert Standardabweichung Standardabweichung
in ◦ in ◦ in %
58,12 12,15 20,90
Der Versuchsaufbau ist nicht vergleichbar mit Messwerten der Sessile-Drop-Methode.
Der Tropfen befindet sich nicht in Ruhe, sondern fällt auf das Substrat. Außerdem
reagieren sowohl die Erzoberfläche als auch der Stahltropfen mit der Luft. Auf die
besondere Rolle von Sauerstoff bei der Oberflächenspannung von Eisen wurde in
Abschnitt 3.4 hingewiesen. Des Weiteren herrschte ein Temperaturunterschied zwi-
schen Tropfen und Substrat von ungefähr 600 ◦C, hierdurch kühlte der Tropfen rasch
ab und erstarrte. Dennoch sind die Messergebnisse mit einer akzeptablen Abweichung
vom Mittelwert unter diesen Bedingungen reproduzierbar.
5.2.2. Tropfenversuche in Autoklav
Um den Einfluss einer stark reaktiven Atmosphäre beim Benetzen von Eisenoxid zu
eliminieren, wurden Tropfenversuche in einem Autoklaven in Argonatmosphäre durch-
geführt. Das verwendete Argongas bestand aus 99,996 Vol.-% Argon. Eine Analyse
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der Gaszusammensetzung in diesem Autoklaven konnte nicht durchgeführt werden.
Aus dem Eisenerz (Tabelle 5.3 auf Seite 60) wurden 5 mm starke Substrat-Platten
geschnitten. Abbildung 5.7 zeigt den Versuchsaufbau. Das Substrat (1) wurde auf
ein konduktiv beheiztes Stahlblech (3) gelegt und nach Durchwärmung stellte sich
eine maximale Oberflächentemperatur von 850 ◦C ein. Der Stahltropfen wurde mit ei-
ner Wolframelektrode (4) aus einem Draht (2) in einer Höhe von 1015 mm erzeugt.
Abbildung 5.7.: Versuchsaufbau Autoklav
Tabelle 5.5.: Benetzungswinkel von flüssigem Stahl und Eisenerz in Argon
Mittelwert Standardabweichung Standardabweichung
in ◦ in ◦ in %
80,75 8,54 10,57
Nachdem der Stahltropfen auf die Erzoberfläche aufschlug, blieb er noch wenige
Sekunden flüssig, so dass die Ausbildung des Grenzwinkels gut beobachtet werden
konnte. In Abbildung 5.9 sind die Tropfen im Gleichgewicht der beiden Versuche ne-
beneinander gestellt. Bei Abbildung 5.9a lässt sich ein mittlerer Winkel von Θ = 75◦
messen, bei Abbildung 5.9b Θ = 90◦. Der Mittelwert und die Standardabweichung,
Tabelle 5.5, weichen von dem Versuch in Luft ab. Durch den um ein Vielfaches
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höheren Sauerstoffpartialdruck verringern sich die Oberflächenspannung und der Be-
netzungswinkel. Der Unterschied zwischen reaktivem oder inertem Benetzen hängt
ebenfalls vom Sauerstoffpartialdruck ab. Es ist davon auszugehen, dass selbst in dem
Autoklaven noch ein Rest Sauerstoff im Gas für reaktives Benetzen sorgt. Außerdem
ist aus thermodynamischer Sicht von einer Reaktion zwischen der Stahlschmelze und
dem Eisenerz auszugehen. Die Verbindung zwischen dem erstarrten Tropfen und dem
Eisenerz-Substrat war sehr schwach. Bereits beim Herausnehmen der Probe aus dem
Autoklaven löste sich der Tropfen von der Erzoberfläche. Ein nachträgliches Einbet-
ten und die Herstellung einer Schnittfläche zur Beurteilung der Grenzfläche waren
daher nicht möglich.
Das Ziel dieser Versuchsreihen war eine Abschätzung der Benetzbarkeit von Eisen-
oxid durch chromhaltigen Stahl. Aus den Ergebnissen kann von einem unvollständi-
gen bis teilweise benetzenden Verhalten je nach Sauerstoffpartialdruck ausgegangen
werden. Im Falle des Einblasens von Metalloxidpulver in den Brennfleck bei der VOD-
Behandlung mit pO2 ≈ 1 kann mit zunehmender Benetzung gerechnet werden. Dies
bedeutet ein besseres Einbringen des Pulvers in die Schmelze.
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(a) (b) (c)
(d) (e) (f)
Abbildung 5.8.: Versuch Benetzung von Eisenerz mit Stahl (1.4301) in Luft-
Atmosphäre
(a) (b)
Abbildung 5.9.: Versuch Benetzung von Eisenerz mit Stahl (1.4301) im Autoklav
bei Argon-Atmosphäre
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6. Versuche im Technikum
Das Vakuum Stahl Zentrum (VSZ) am Institut für Eisenhüttenkunde der RWTH Aa-
chen umfasst einen Anlagenpark von vier Mittelfrequenz (MF) Vakuuminduktionsöfen
mit unterschiedlichen Leistungsdaten und Ausstattungsmerkmalen. Die Vakuumin-
duktionsöfen 1 und 2 sind kleine Aggregate mit 420 kg Schmelzgewicht. Der Vaku-
uminduktionsofen 3 besitzt eine Schmelzleistung von 85 kg. Zu der Standardausrüs-
tung der Öfen gehören Probennehmer, Chargier-Schleusen, Temperaturüberwachung
und Atmosphärenkontrolle. Mit mechanischen Pumpenständen sind Drücke kleiner
als 1 · 10−2 mbar möglich. Eine Besonderheit von Ofen 2 ist die Möglichkeit, die
Schmelze einem Überdruck von bis zu 4 bar auszusetzen. Die Vakuuminduktionsöfen
1 bis 3 sind in Abbildung 6.1 dargestellt. Als modernster Ofen steht ein 100 kg-Va-
kuuminduktionsofen zur Verfügung. Im Rahmen dieser Arbeit sind die Versuche an
dieser Anlage im Pilot-Maßstab durchgeführt worden. Eine detaillierte Beschreibung
folgt in Abschnitt 6.1.
Abbildung 6.1.: Vakuuminduktionsöfen 1-3
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6.1. Vakuuminduktionsofen
Im Jahr 2005 ist der 100 kg-Vakuuminduktionsofen (VI) in Betrieb genommen wor-
den. Mit einer elektrischen Leistung von 150 kW bei einer Frequenz von 3 kHz
besitzt er ein maximales Schmelzgewicht von 100 kg. Der Pumpenstand aus einer
Sperrschieber- und zwei Wälzkolbenpumpen ermöglicht einen Vakuumdruck kleiner
als 5 · 10−3 mbar, mit einem Nennsaugvermögen von maximal 290 Nm3h .
Abbildung 6.2.: 100 kg-Vakuuminduktionsofen
Abbildung 6.2 zeigt die Versuchsanlage. In dem doppelwandigen wassergekühlten
Kessel (1) befindet sich die ebenfalls wassergekühlte Kupferspule und der Tiegel.
Auf dem hydraulisch hebbaren Deckel befindet sich, neben mehreren Flanschen und
Sichtfenstern, die hydraulische Vakuumschleuse (2). Diese trennt den Ofenraum vom
Manipulatorarm (3). Der Revolver (5) fasst bis zu vier Manipulatorarme. Zum Zeit-
punkt der Versuche ermöglichten drei Manipulatorarme die Funktionen: Temperatur-
messung, Probennahme, Chargieren, Hydris R©- und Celox R©-Messung (6). Der Pro-
zess wird über ein Panel (4) gesteuert und überwacht. Die Aufblaslanze (7) wird
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exzentrisch vom Deckel über die Schmelze gebracht. Über die Saugleitung (8) ist der
Kessel mit den Filtern und dem Pumpenstand verbunden. Ein Magnetventil steuert
den Einlass von Inertgas, z.B. Argon, in den Kessel. Der Raum oberhalb der Schleuse
im Manipulatorarm kann ebenfalls evakuiert und mit Inertgas geflutet werden. Da-
durch lässt sich eine gezielte Atmosphäre im Kessel und damit über der Schmelze
einstellen. Zum Zeitpunkt der Versuche für diese Arbeit besaß die Anlage noch keine
geregelte Drucksteuerung. Dies wurde durch das manuelle Zu- und Abschalten des
Pumpenventils realisiert.
Eine Zeichnung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens ist in Abbildung 6.3 dargestellt.
Hier ist die Anordnung der Anlagenteile im Inneren zu erkennen. Durch die exzentri-
sche Anordnung der Aufblaslanze für Sauerstoff, Argon und Aerosole muss die Lanze
nur um wenige cm angehoben werden, um durch die Hauptschleuse Messungen oder
Probennahmen durchzuführen. Der Einlass zum Befüllen des Kessels mit Flutgas, in
der Regel Argon, befindet sich auf der gegenüberliegenden Seite der Saugleitung.
Zum Abguss wird die Spule samt Tiegel um den Drehpunkt an der oberen Kan-
te des Tiegels hydraulisch gekippt. Der Abstand zwischen Ausguss des Tiegels und
der Kokille beträgt ca. 0,5 m. Auf der Kokille befindet sich beim Abguss ein Gieß-
trichter, um den Einfülldurchmesser zu vergrößern und die Kokille vor der Erosion des
Gießstrahles zu schützen. Dieser Trichter ist nicht in Abbildung 6.3 eingezeichnet.
Über einen Drehteller lassen sich verschiedene Kokillen befüllen. Der Spülstein ist
mit Rohren und einem Wellenflexschlauch aus RSH-Stahl an eine Gasdurchführung
in der Kesselwand verbunden.
Der 100 kg-Vakuuminduktionsofen befindet sich in ständiger Weiterentwicklung und
Aufrüstung. Im Rahmen dieser Arbeit wurde im Jahr 2009 der Ofen mit einer Aufblas-
lanze für Gase und Aerosole ausgestattet. Als darauf folgende wichtige Erweiterungen
sind 2010 die Inbetriebnahme eines Spülsteines, sowie die hierfür nötige Umstellung
von Fertigtiegeln auf Sintertiegel in Eigenherstellung zu nennen. [107]
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Abbildung 6.3.: Zeichnung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens im Schnitt
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6.1.1. Tiegel und Spülstein
Wie schon unter Abschnitt 3.6 beschrieben, erzeugt das Induktionsfeld bereits eine
Strömung in der Schmelze. Die Badbewegung ist proportional zu der spezifischen
Ofenleistung und höhere Ofenleistung bedeutet gleichzeitig einen Wärmeeintrag in
die Schmelze. Um die Schmelze bei konstanter Temperatur zu halten, wird eine nied-
rige Ofenleistung eingestellt, die ca. einem Viertel der Maximal-Leistung entspricht.
Während der ersten Versuche zur Entkohlung mit Sauerstoff am Institut für Eisen-
hüttenkunde im 100 kg-Vakuuminduktionsofen stellte sich die Rührwirkung des redu-
zierten Induktionsfeldes als zu gering heraus. Die Erweiterung eines Gasspülsteins war
notwendig zur Homogenisierung der Schmelze unabhängig vom Induktionsfeld. Ein
weiterer Vorteil der Installation eines Spülsteines ist, neben der verbesserten Rühr-
wirkung, auch die Möglichkeit einer schnelleren Entgasung der Schmelze durch die
Argonblasen.
Anfängliche Entwicklungen eines Spülsteines zielten auf eine vollständige Keramik-
konstruktion, um die Gefahr des induktiven Ankoppelns zu vermeiden. Es zeigte sich
bereits nach wenigen Versuchen eine deutliche Schwäche des keramischen Gasan-
schlusses am Boden des Tiegels. Die hier herrschenden Temperaturen von bis zu
400 ◦C machen das Abdichten an eine metallische Leitung nahezu unmöglich. Au-
ßerdem hielt das keramische Rohrstück der mechanischen Belastung beim Kippen
des Tiegels nicht stand. Die Weiterentwicklung eines Spülsteines mit Ummantelung
aus hitzebeständigem Edelstahl, wie sie auch schon bei den offenen Induktionsöfen
des IEHK eingesetzt werden, brachte den Prototypen in Abbildung 6.4 hervor. Die
Füllung des konischen Edelstahlmantels ist eine poröse keramische Masse auf Kor-
undbasis.
Eine gasdichte, bis 600 ◦C hitzebeständige Zuleitung wurde mit Schneidring-Ver-
schraubungen und einem 2,5 m langen Vollmetallschlauch aus rostfreiem Edelstahl
mit ca. 10 mm Innendurchmesser realisiert. In Abbildung 6.5 ist links der fest ver-
rohrte Teil der Zuleitung bis zum Spülstein sowie rechts die Schlauchführung und die
Gasdurchführung in der Kesselwand zu erkennen.
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Abbildung 6.4.: Spülstein für den 100 kg-Vakuuminduktionsofen
Abbildung 6.5.: Zuleitung des Spülgases zum Spülstein
Bisher wurden fertig gesinterte Tiegel in die Spule des 100 kg-Vakuuminduktionsofens
eingesetzt. Mit dem Einbau eines Spülsteines wurde hierbei auf die Eigenherstellung
von Tiegeln umgestellt. Hierzu wird in das Innere der Spule eine Blechform mit
den Innenmaßen des Tiegels, siehe Abbildung 6.6, eingesetzt. Der grau eingefärbte
Zwischenraum von Form und Spule wird anschließend mit einem rieselfähigen Feu-
erfestgranulat aufgefüllt und leicht durch Stampfen verdichtet. Die feuerfeste Masse
hat eine chemische Zusammensetzung von ca. 85 Gew.-% Al2O3 und 15 Gew.-%
MgO. Anschließend wird die Blechform mit Einsatzmaterial bestückt und der Ofen
eingeschaltet. Während einer langsamen Aufheizphase von ca. 200
◦C
h bis zu einer
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Temperatur von 1000 ◦C wird das Granulat getrocknet und der Sinterprozess begon-
nen. Mit dem Erreichen dieser Temperatur wird der Deckel des Ofens geschlossen
und anschließend das Einsatzmaterial aufgeschmolzen. Die Schmelze wird dann bei
ca. 1600 ◦C eine Stunde gehalten, um den Sintervorgang abzuschließen; hierbei bildet
sich ein Al2O3-MgO-Spinel aus. Der Vorteil eines solchen Tiegels ist eine optimale
Einbettung und damit Abdichtung des Spülsteines in dem Tiegel. Außerdem weisen
Stampftiegel eine geringere Rissanfälligkeit und bessere Haltbarkeit gegenüber den
Fertigtiegeln auf. Nachteilig ist ein höherer Fertigungsaufwand.
Abbildung 6.6.: Innenmaße des Tiegels und Spülsteins
Die oben beschriebenen Änderungen an dem Tiegel, der Einbau des Spülsteins und
der Zuleitung führten zu einer geringfügigen Gewichtszunahme und damit zu einem
weiteren Problem am 100 kg-Vakuuminduktionsofen. Die Kraft des hydraulischen
Zylinders, der über eine Zahnstange die Drehung zum Kippen der Spule einleitet,
reichte bei einem unveränderten Schmelzgewicht von maximal 100 kg nicht mehr
aus, um vollständig abzugießen. Ursache war das ungünstige Verhältnis von Kolben-
zur Ringfläche des Zylinders in Kombination mit der Einbaurichtung. Vom Hersteller
war die positive Drehung zum Abguss über die Einfahrbewegung des Zylinders vorge-
sehen. Hierfür brachte das Hydrauliksystem nur ca. die Hälfte der Kraft (ca. 15 kN)
auf, als dies bei der negativen Drehbewegung (ca. 30 kN) der Fall war. Nach der
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Konstruktion einer gespiegelten Halteplatte und dem Anpassen der Steuerung des
Hydraulikzylinders, konnte der Zylinder erfolgreich gedreht werden und die größere
Kraft zum Abguss genutzt werden.
6.1.2. Aufblaslanze
Zur Simulation des VOD-Prozesses im Technikum-Maßstab war, neben der Installa-
tion eines Spülsteines, besonders die Erweiterung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens
um eine Aufblaslanze nötig. Das Dimensionieren der Aufblaslanze wurde anhand
des benötigten Sauerstoff-Volumenstroms zur Entkohlung durchgeführt. Gleichzeitig
mussten die strömungsmechanischen Grundlagen zum Entstehen von Schmelzesprit-
zern berücksichtigt werden, um eine ausreichende Vermischung von Sauerstoff und
Schmelze sicherzustellen, ohne dabei durch ein zu starkes Spritzen die Anlagensi-
cherheit zu gefährden. Als erste Prozessrahmenbedingung galt das Tiegelvolumen
mit einem Schmelzgewicht von 100 kg, bzw. 80 kg bei einem sicherheitsrelevanten
Freiboard, für die zu erwartende starke Badbewegung. Ausgehend von einer Schmel-
ze mit 0,51 Gew.-% Kohlenstoff, einer Dauer der Blasperiode von 3060 min und
einem Sauerstoffwirkungsgrad von 60 %, kann der benötigte Volumenstrom mit ca.
2040 Nlmin abgeschätzt werden.
In Abschnitt 3.5 wurde bereits beispielhaft mit Werten gerechnet, die das Ergeb-
nis einer Parameterstudie waren. Ein Innendurchmesser der Düse von 4 mm und ein
Lanzenabstand von 50 mm stellten sich als geeignet heraus, um die Spritzgrenze im
Bereich des Arbeitsdruckes unter 200 mbar zu erreichen. Gleichzeitig bildet diese Kon-
figuration das geometrische Verhältnis einer VOD-Anlage im industriellen Maßstab
ab.
Durch den Abstand von 600 mm zwischen Deckel und Schmelzenoberfläche, wur-
de ein Fahrweg der Lanze von 750 mm gewählt. Die zu erwartende Entstehung von
Staub und Schlacke-/Schmelzespritzern und der damit einhergehenden Belastung auf
sämtliche Dichtungen im Ofenraum führten zu der Wahl eines Wellenbalges als Ab-
dichtung der Lanze. So traten selbst bei häufiger Bewegung der Aufblaslanze mit
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Abbildung 6.7.: Aufblaslanze vor Einbau
anhaftenden Verschmutzungen keine Undichtigkeiten auf. Mit einer Restlänge des
Wellenbalges in zusammengefahrenem Zustand von 770 mm addiert sich die Ge-
samtlänge der Konstruktion auf ca. 1500 mm. Die Lanze mit dem Wellenbalg (1),
den Führungen und Flanschanschlüssen (2) und (3), sowie dem Gewinde für den Ein-
schrauber des Verschleißteils der Lanze ist in Abbildung 6.7 zu sehen. Abbildung
6.8 zeigt die Lanze in ihrer Einbauposition am VI-4. Der innere Lanzendurchmes-
ser beträgt 16 mm, so dass der Druckverlust in der Lanze bei einem angestrebten
Volumenstrom von maximal 40 Nlmin vernachlässigt werden kann.
Abbildung 6.8.: Einbauposition der Aufblaslanze (1) mit Gaszuleitung (2)
Um eine ausreichend gute Eindringtiefe des Gasstrahls in die Schmelze zu erreichen,
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benötigt die Lanze eine Lanzenspitze als Düse. Der entsprechende Innendurchmesser
der Düse wurde in Kaltversuchen ermittelt, siehe Abschnitt 6.3. Die Düse ist ein
Rohr mit 8 mm Außendurchmesser aus temperaturbeständigem Stahl (1.4841) und
nicht wassergekühlt. Da der Einbauwinkel der Lanze mit ca. 67◦ durch den Flansch
im Ofendeckel vorgegeben ist, muss zum senkrechten Aufblasen auf die Schmelze ein
Winkelstück eingebaut werden. Dieses ist durch einen Einschrauber mit der Lanze
verbunden. Die Konstruktion des Lanzenendes ist in Abbildung 6.9a mit der Lan-
zenspitze (5), der Reduzierung (4), dem Winkelstück (3), dem Einschrauber (2) und
der eigentlichen Lanze (1) gezeigt. Von der Düse bis zum Einschrauber wurden al-
le Teile als kostengünstige Verschleißbauteile ausgelegt. Es zeigte sich jedoch, dass
die Teile der hohen thermischen Belastung während des Blasens von Sauerstoff und
Aerosol auf die Schmelze sehr gut standhalten. Einzig die Lanzenspitze musste nach
ein bis zwei Versuchen ausgetauscht werden, da Verbärungen und deren Abbrand
teilweise zu einer starken Abnutzung der Düse führten.
Die Steuerung der Gaszufuhr wurde mit einem System aus Massendurchflussreglern
(MFC) der Firma Bronkhorst Mättig GmbH realisiert. Wie in Abbildung 6.10 skiz-
ziert, steuern zwei MFC des Modells F-202AV den Gasfluss der Lanze und ein MFC
des Modells F-201CV den Gasfluss zum Spülstein. Die MFC für die Lanze sind mit
je zwei Kalibrationskurven für Argon und Sauerstoff ausgerüstet. Die erste deckt ei-
nen Durchfluss von bis 0140 Nlmin , während die zweite von 040
Nl
min geeicht ist. Der
Spülstein ist mit einem Argon-Durchfluss von 01000 Nmlmin ansteuerbar.
6.1.3. Einblassystem für Pulver
Das Einblassystem zum Einbringen von oxidhaltigem Pulver nutzt die Schwerkraft,
um einfach und störungsfrei das Pulver in den Gasstrom zu dosieren. Hierbei über-
nimmt ein Kugelhahn (4) die Aufgabe des Dosierventils, siehe Abbildung 6.9b.
Die kompakte und leichte Bauweise der Dosiereinheit erlaubt die Montage direkt
am Lanzenkopf (2). Ein speziell angefertigtes T-Stück (3) mischt den Gasstrom aus
der Gasleitung (1) mit dem aus dem Vorratsbehälter (5) rieselnden Pulver. Über die
Druckausgleichsleitung (6) und das Nadelventil (7) lässt sich der Druck innerhalb des
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Abbildung 6.9.: Anbauteile der Aufblaslanze
PC
MFC 1
MFC 2
MFC 3
O2
Ar
Abbildung 6.10.: Zeichnung der Gaszuleitung der Aufblaslanze und des Spülsteines
an VI-4
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Vorratsbehälter an den im Ofen anliegenden Druck anpassen. So wird ausgeschlos-
sen, dass eine Druckdifferenz zwischen Position (3) und (5) die Fördergeschwindigkeit
beeinflusst.
Das Dosiersystem aus den oben genannten Komponenten besitzt die Vorteile der
leichten Wartung und Installation, eine hohe Betriebssicherheit, die Möglichkeit des
Nachfüllens und eine einfache Bedienbarkeit. Als Nachteil steht die begrenzte Wahl
der Fördergeschwindigkeit gegenüber. Diese hängt maßgeblich von der Korngröße des
Pulvers und dem Öffnungswinkel des Kugelhahns ab. In Trockenversuchen wurde eine
Paarung zwischen Korngröße und Öffnungswinkel ermittelt, die auch bei unterschied-
lichem Kesseldruck im Ofen ein Optimum an Zuverlässigkeit und Reproduzierbarkeit
darstellt. Die Korngrößen-Fraktion 0,1250,355 mm zeigte das beste Rieselverhal-
ten und die beste Dosierbarkeit.
In der ersten Ausführung war das Dosiersystem mit einem Reservoir-Rohr (5) der
Länge l1 = 475 mm und einem Innendurchmesser von ∅1 = 16 mm versehen. Dieses
fasste ca. 250 g Zunderpulver. Aufgrund der Einbauposition am Kopf der Lanze, also
auf ca. 2,40 m Höhe, stellte sich das Nachfüllen in ein kleines Rohr als zu zeitinten-
siv heraus. Um die Anzahl der Nachfüllvorgänge zu verringern und zu erleichtern,
wurde ein größeres Reservoir-Rohr installiert. Mit einer Länge l2 = 345 mm und In-
nendurchmesser ∅1 = 38 mm fasste dieser Vorratsbehälter ca. 800 g Zunderpulver.
Unabhängig von der Größe des Rohres wurde eine Fördergeschwindigkeit des Pulvers
von durchschnittlich 160 gmin im Kaltversuch ermittelt.
In den Kaltversuchen zur Inbetriebnahme zeigte sich darüber hinaus, dass eine zuver-
lässige Förderung bei einem Kesseldruck von 1 mbar möglich ist. Allerdings verursacht
die Volumenexpansion des Fördergases beim Austritt aus der Lanze eine sehr starke
Verteilung des Pulvers im gesamten Kessel. In diesem Kaltversuch wurde nicht auf
eine Flüssigkeit geblasen, so dass keine Rückschlüsse auf den Verbleib des Pulvers in
der Schmelze zu ziehen sind.
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6.2. Einsatzstoffe
Die Einsatzstoffe für die unter Abschnitt 6.5 beschriebenen Versuche sind aus den
Erfahrungen während der Vorversuche und Inbetriebnahmeversuche gewählt worden.
Neben den geometrischen Limitierungen zum Chargieren in den Tiegel sind die Gehal-
te an störenden Begleitelementen wie Schwefel, Phosphor, Aluminium und Silizium
für die Legierungsmittelwahl entscheidend. Die Beschaffenheit und Zusammenset-
zung des Metalloxidpulvers wurde analysiert und klassifiziert. Die eingesetzten Gase
entsprechen einer 4.6er oder reineren Qualität.
6.2.1. Legierungsmittel
Als Basis für Versuchs-Stahlschmelzen stellte sich ARMCO-Eisen als am besten ge-
eignet heraus. Versuche, in denen Legierungen mit bereits hohem Chromgehalt als
Basis verwendet wurden, zeigten, dass der ebenfalls relativ hohe Siliziumgehalt beim
Sauerstoffaufblasen zu einer sauren Schlacke führt, die den Tiegel aus Al2O3-MgO-
Spinel in hohem Maß angriff. Der benötigte Chromgehalt von 18 Gew.-% wurde
daher mit Ferro-Chrom und metallischem Chrom legiert. Mit Pellets aus Acetylen-
Koks wurde aufgekohlt. Die Zusammensetzung der einzelnen Legierungsmittel ist in
Tabelle 6.1 dargestellt. Auf die Zugabe von Nickel wurde verzichtet, da dieses sich
gegenüber Sauerstoff nahezu inert verhält und die Wechselwirkungen zwischen den
gelösten Elementen in einer Stahllegierung nicht Inhalt dieser Arbeit sind.
6.2.2. Metalloxidpulver
Das bei den Versuchen verwendete Metalloxidpulver ist ein recyceltes Produkt aus
dem Stahlherstellungsprozess. Es besteht aus gesammeltem Zunder des Strangguss-
verfahrens, Walzwerkes und der Brammenadjustage. In einem Drehrohrofen wird es
getrocknet, anschließend gemahlen und gesiebt. Das Stahlwerk, in dem dieses Pul-
ver anfällt, erzeugt neben rost-, säure- und hitzebeständigen Stahlqualitäten auch
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Tabelle 6.1.: Chemische Zusammensetzung der Legierungsmittel in Gew.-%
Fe Cr C Si
ARMCO 99,9 0,0106 <0,005 0,0053
FeCr68 31,0 68,1 0,047 0,51
Cr (met.) k.A. >99,5 0,031 0,23
C-Pellets k.A. k.A. >99,0 k.A.
Mn Al S P
ARMCO 0,0146 0,031 0,0018 0,003
FeCr68 k.A. k.A. k.A. k.A.
Cr (met.) k.A. k.A. 0,014 <0,010
C-Pellets k.A. k.A. 0,03 k.A.
niedrig legierte Stahlsorten. Das Metalloxidpulver wurde in dem Stahlwerk einge-
setzt, um die Entkohlung während des VOD-Prozesses zu unterstützen. Im Rahmen
eines EU-Forschungsvorhabens wurde der Einsatz dieses Metalloxidpulvers auf seine
Effektivität und Wirksamkeit auf die Entkohlung untersucht, siehe Kapitel 7. Zur
Charakterisierung des Pulvers ist die Korngrößenverteilung, Kornbeschaffenheit, Po-
rosität und chemische Zusammensetzung des Pulvers untersucht worden. Für diese
Untersuchungen ist eine Pulvermenge von 200 kg mittels Riffel-Probenteiler bis zum
Erreichen der nötigen Probenmenge geteilt worden.
6.2.2.1. Korngrößenverteilung
Die Siebanalyse ergab eine Korngrößenverteilung wie in Abbildung 6.12 gezeigt. Um
den Einfluss von Restfeuchte zu überprüfen, wurde ein Teil der Proben bei 110 ◦C ca.
96 h getrocknet. Das Ergebnis stellte keine Unterschiede zu den nicht getrockneten
Analysen dar. Zur Beurteilung der geometrischen Form der Körner wurden Fotos
mit dem Lichtmikroskop aufgenommen, siehe Abbildung 6.11. Das Pulver ist in
sieben Fraktionen unterteilt: (1) > 1,8 mm; (2) 1,121,8 mm; (3) 0,631,2 mm; (4)
0,3550,63 mm; (5) 0,1250,355 mm; (6) 0,0450,125 mm; (7) < 0,045 mm. Es
sind in jeder Fraktion zwei Arten von Geometrien zu erkennen, eckige Polygone und
6.2. Einsatzstoffe 85
Kugeln. Außerdem sind teilweise Partikel mit einer kleineren Korngröße zu erkennen
als die Größe der Siebmaschenweite, selbst nach sehr langen Siebvorgängen. Ursache
dafür ist unter Umständen schlechte Separation oder die Teilung von Partikeln durch
die mechanische Beanspruchung während des Siebens.
6.2.2.2. Porosität
Auf den Aufnahmen des Lichtmikroskops, Abbildung 6.11, sind schwarze Flächen
zu erkennen. Hierbei kann es sich um Poren oder Artefakte aus dem Einbett- und
Schleifvorgang handeln. Um das Metalloxidpulver auf Poren zu untersuchen, wurden
zum einen Aufnahmen mit einem Rasterelektronenmikroskop im Gemeinschaftslabor
für Elektronenmikroskopie der RWTH gemacht und zum anderen eine MIP-Messung
(Mercury Intrusion Porosimetry) bei Micromeritics GmbH in Auftrag gegeben. In
Abbildung 6.13 sind beispielhaft die Fraktion (2) und (5) gegenübergestellt. Die
linken Bilder sind ein Überblick über die verschiedenen Geometrien und das mittlere
sowie das rechte Bild die jeweilige Vergrößerung des eckigen Körpers oder eines
runden Teilchens. Es ist eine raue Struktur der Oberfläche zu erkennen, die sich
in allen nicht gezeigten Aufnahmen wiederholt. Poren mit einem Durchmesser von
wenigen µm sind nicht zu erkennen.
Per internationaler Definition [108] gilt die folgende Bezeichnung für Poren und deren
Durchmesser DPore:
Makroporen: 0,05 µm <DPore
Mesoporen: 0,002 µm <DPore < 0,05 µm
Mikroporen: DPore < 0,002 µm
Der Nachweisbereich mit MIP reicht von einem Porendurchmesser von 0,003 µm bis
360 µm und je nach Benetzbarkeit der Probe und Analysegerät auch bis 1000µm
[109, 110]. Mit diesem Verfahren sollten sich die im Mikroskop nicht sichtbare Poren
detektieren lassen. In Abbildung 6.14 ist das Ergebnis der Untersuchung dargestellt.
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Abbildung 6.11.: Lichtmikroskopische Aufnahmen der Korn-Fraktionen Nr. 2 bis 7
Abbildung 6.12.: Korngrößenverteilung mit Standardabweichung des Zunder-
Metalloxidpulvers
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Aus dem gemessenen, in die Probe intrudiertem Quecksilbervolumen lässt sich sowohl
der Porendurchmesser, als auch der Teilchendurchmesser berechnen. Denn die Zwi-
schenräume der Partikel, sogenannte Zwickelporen, werden ebenfalls mit Quecksilber
gefüllt, noch bevor die Poren der einzelnen Teilchen gefüllt werden. Korrespondierend
zu diesem Zwischenraum-Volumen kann der Teilchendurchmesser ermittelt werden.
In dem Diagramm, Abbildung 6.14, sind die alternativen Ergebnisse der MIP und
der Siebanalyse eingezeichnet. Laut Micromeritics GmbH ist das Ergebnis der MIP
als Messung der Zwickelporen zu interpretieren, das heißt nur die durchgezogene
Linie MIP-Partikel-∅ ist aussagekräftig. Entscheidend hierfür ist der charakteris-
tische Verlauf der beiden MIP-Linien. Das Ergebnis aus der Siebanalyse ist stark
abhängig von der Anzahl der zur Verfügung stehenden Siebe und deren Maschenwei-
te. Kumulativer Anteil auf der Ordinate bedeutet im Falle der MIP-Messungen die
Quecksilber-Volumen-Intrusion in Vol.-% und für die Siebanalyse der Massenanteil
in Gew.-%. Daher sind die beiden Anteile nicht quantitativ vergleichbar.
6.2.2.3. Chemische Analyse
Tabelle 6.2 zeigt die chemische Zusammensetzung des Metalloxidpulvers. Die Ana-
lyse wurde sowohl nass-chemisch, als auch mit Röntgenfluoreszenz durchgeführt. Mit
einer Scheiben-Schwing-Mühle musste dazu auf eine Korngröße < 90 µm gemah-
len werden. Besonders auffällig ist die stark unterschiedliche optische Erscheinung
der verschiedenen Fraktionen. Fraktion 1 enthält überwiegend metallisch aussehende
Kugeln, deren Anteil jedoch bei kleiner werdender Korngröße abnimmt. Diese Beob-
achtung veranlasste zur Analyse der einzelnen Fraktionen, siehe Tabelle 6.3. Gut zu
erkennen ist der sinkende Anteil an metallischem Eisen zu Gunsten des Eisenoxids.
Der Anteil an nicht reduzierbarem Calcium- und Silizium-Oxid steigt hingegen mit
abnehmender Korngröße. Die Werte in dieser Tabelle sind nicht normiert, da sie nicht
vollständig sind, z.B. wurde der chemisch gebundene Sauerstoff nicht eingerechnet.
Auf eine nasschemische Bestimmung der Oxide und Spurenelemente bei allen Fraktio-
nen wurde aus Zeit- und Kostengründen verzichtet. Die in den Versuchen verwendete
Fraktion Nr. 5 wurde genauer analysiert, die Ergebnisse stehen in Tabelle 6.4.
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Abbildung 6.13.: Rasterelektronenmikroskopische Aufnahmen der Korn-Fraktionen
Nr. 2 und 5, mit Vergrößerung eines eckigen und runden Partikels
Abbildung 6.14.: Quecksilber Intrusions Porosimetrie Messung (MIP) des Metall-
oxidpulvers
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Tabelle 6.2.: Chemische Zusammensetzung des Metalloxidpulvers
Komponente FeO Fe2O3 Femet Feges Cr2O3 NiO
Gew.-% 19,59 44,11 21,17 67,23 3,27 1,05
Komponente SiO2 CaO MnO Al2O3 MgO Na2O
Gew.-% 4,36 2,70 0,84 0,78 0,56 0,63
Komponente CuO MoO3 Co3O4 C S in ppm P in ppm
Gew.-% 0,20 0,14 0,12 0,43 167 237
Tabelle 6.3.: Chemische Zusammensetzung der Fraktionen des Metalloxidpulvers
Fraktion Korngröße Feges Femet Ca Si Cr
mm Gew.-%
1 > 1,8 92,55 77,50 0,06 0,35 0,13
2 1,121,8 82,75 68,25 0,60 1,07 1,05
3 0,631,2 71,70 29,20 1,45 1,22 1,25
4 0,3550,63 65,20 8,48 1,81 1,70 1,37
5 0,1250,355 62,30 3,46 1,77 1,75 1,44
6 0,0450,125 59,20 0,89 1,74 1,84 1,65
7 < 0,045 54,30 k.A. 2,50 2,02 2,99
Tabelle 6.4.: Chemische Zusammensetzung der Fraktionen Nr. 5 des Metalloxidpul-
vers
Komponente FeO Fe2O3 Femet Cr2O3 NiO
Gew.-% 21,04 61,98 4,03 2,34 0,75
Komponente SiO2 CaO MnO Al2O3 MgO
Gew.-% 4,28 2,61 0,69 0,79 0,56
Komponente Na2O CuO MoO3
Gew.-% 0,69 0,16 0,10
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6.3. Kaltversuche
Die Erweiterung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens zu einer vollständigen VOD-Si-
mulationsanlage umfasste nicht nur weitreichende anlagentechnische Änderungen,
sondern auch Vorversuche, Inbetriebnahmeversuche und letztendlich die Untersu-
chungen zum kombinierten Entkohlen durch die Aufblaslanze mit Sauerstoff und
Metalloxidpulver.
Während einer Reihe von Kaltversuchen wurde die theoretische Dimensionierung der
Aufblasparameter überprüft und die Steuerung der Gaszufuhr durch die Massendurch-
flussregler unter Vakuum erprobt. Zusätzlich wurden zwei weitere Düsendurchmesser,
2 mm und 6 mm, untersucht. Die Variationen des Lanzenabstandes betrugen 10 mm,
55 mm und 100 mm. Abbildung 6.15 zeigt den Versuchsaufbau, bestehend aus Va-
kuumautoklaven und einem wassergefüllten Becherglas. In dieser Versuchsserie wur-
de bei Raumtemperatur von ca. 20 ◦C Argon auf Wasser geblasen. Dabei wurde der
Druck in dem Kessel auf 100 mbar abgesenkt.
Abbildung 6.15.: Versuchsaufbau für den Kaltversuch zum Spritzen unter reduzier-
tem Druck mit geregeltem Durchfluss und 4 mm Düsendurch-
messer
Mit steigendem Gasdurchfluss traten die selben Effekte der Instabilität des Blas-
kraters wie in Abbildung 3.9 auf. Der Beginn des Spritzens, das Oszillieren und
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Rotieren sowie das Zusammenbrechen des Blaskraters mit starken Turbulenz- und
Interferenzeffekten konnte beobachtet werden. In den meisten Fällen lagen die Blas-
zahlen oberhalb der kritischen Blaszahl Bk,H2O = 0,54
m3
h · cm2 , so dass starkes Sprit-
zen von Wasser auftrat. Die ungefähr 20-fach höhere Oberflächenspannung und um
dem Faktor sieben größere Dichte einer Stahlschmelze ergeben eine kritische Blaszahl
von Bk,Fe = 1,99 m
3
h · cm2 . Die im Kaltversuch untersuchten Kombinationen von Dü-
sendurchmesser, Durchfluss und Lanzenabstand liegen im Bereich der theoretischen
Spritzgrenze für Stahl, so dass kein übermäßiges Spritzen zu erwarten ist, wie es bei
Wasser beobachtet wurde.
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Am 100 kg-Vakuuminduktionsofen wurde die Aufblaslanze in drei Versuchen in Be-
trieb genommen und angepasst. Dabei stand besonders im Vordergrund, den VOD-
Prozess im Pilotmaßstab der Anlage zu kontrollieren und die prozess- und anlage-
technischen Eigenschaften und Grenzen auszuloten. Im Detail unbekannt war das
Verhalten des Aufblasstrahls und der nicht wassergekühlten Lanze, die Temperatur-
entwicklung der Schmelze, das Entstehen und die Auswirkung von Schlacke- und
Schmelzespritzern, die Abgaszusammensetzung und -temperatur sowie Staubent-
wicklung und Schlackenbildung. Um während der ersten drei Versuche den Einfluss
der Schlackenbildung auszuschließen, wurde eine nahezu reine Fe-C-Schmelze mit
0,5 Gew.-% Kohlenstoff hergestellt. Der Spülstein stand während der Inbetriebnah-
meversuche noch nicht zur Verfügung.
An verschiedenen Prozessschritten wurden Lollypop-Proben der Schmelze entnom-
men und mit Celox R©-Sonden die Temperatur sowie die Sauerstoffaktivität gemessen.
Die Lollypop-Proben wurden im Anschluss an den Versuch mittels Funkenspektro-
meter untersucht, da zu dem Zeitpunkt das Institut für Eisenhüttenkunde noch kein
eigenes Funkenspektrometer betrieb.
Der Versuchsablauf erfolgte in etwa nach dem folgenden Schema:
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1. Einschmelzen und Legieren unter 800 mbar Argonatmosphäre
2. Null-Probe, Temperatur- und Celox R©-Messung
3. Einschalten von Lanzen-Kühlgas (15 Nlmin Argon)
4. Reduzieren des Druckes auf Arbeitsdruck (200 mbar)
5. Absenken der Lanze
6. Umschalten des Lanzengases auf Sauerstoff (Dauer der Blasperiode 5 min)
7. Stop des Sauerstoffs, Umschalten auf Kühlgas, Erhöhen des Kesseldruckes auf
400 mbar, Anheben der Lanze
8. Probennahme, Temperatur- und Celox R©-Messung
Nach Punkt 8 schließt sich die nächste Blasperiode wiederholend bei Punkt 4 an.
Nach der letzten Probennahme und Temperaturmessung wird die Schmelze auf die
Abgusstemperatur von 15501600 ◦C gebracht und abgegossen.
6.4.1. Inbetriebnahmeversuch 1
Aufgrund von Sicherheitsbedenken wurde mit 6 mm Innendurchmesser für den ersten
Heißversuch eine größere Lanzenspitze gewählt, als in den Berechnungen und Kalt-
versuchen zunächst ermittelt, siehe Abschnitt 3.5 und Abschnitt 6.3. Der Lanzen-
abstand betrug ca. 60 mm, daraus ergibt sich für einen Volumenstrom von 15 Nlmin bei
200 mbar eine Blaszahl von 1 m
3
h · cm2 , die unterhalb der Spritzgrenze von 2
m3
h · cm2 liegt.
Die Halteleistung wurde nahezu konstant auf 50 kW gehalten. Nach zwei Sauerstoff-
Blasperioden mit 15 Nlmin und 20
Nl
min musste der Versuch wegen einer Fehlfunktion
der Hauptschleuse abgebrochen werden. Die Fehlfunktion wurde durch Hitzeeinwir-
kung auf die Schleusenmechanik verursacht. Durch die hohe Wärmestrahlung beim
Aufblasen von Sauerstoff auf die Schmelze war die Schleuse deutlich stärker belastet
als in vorangegangen Versuchen. Die Schmelze wurde in der ersten Blasperiode von
0,434 Gew.-% auf 0,341 Gew.-% entkohlt und in der zweiten auf 0,241 Gew.-%.
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Während des Versuchs wurde das Abgas durch einen eigens für VOD-Versuche in Be-
trieb genommenen Abgaskanal hinter dem Pumpenstand geleitet. Vor dem Einleiten
in diesen Abgaskanal wurde Temperatur und Zusammensetzung analysiert. Es war
anzunehmen, dass durch die Oxidation des Kohlenstoffes das Abgas mit CO und CO2
belastet und die Abgastemperatur erhöht ist. Eine Nachverbrennung des Abgases vor
dem Einleiten in die Hallenabsaugung garantierte eine vollständige Verbrennung des
Kohlenmonoxids.
Der Kohlenmonoxidanteil im Abgas betrug maximal 2 Vol.-% und der Kohlendioxid-
anteil nur 0,4 Vol.-%, so dass von einem sehr geringen Anteil an Nachverbrennung
mit dem Sauerstoffstrahl oberhalb der Schmelze ausgegangen werden kann. Jedoch
ist das Ergebnis der Abgasanalyse fraglich. Zum einen liegt der Gehalt am unteren
Messbereich des Gasanalysators und wurde durch ein Hintergrundrauschen des Mess-
verstärkers überlagert, zum andern wurde hinter dem Pumpenstand gemessen. Bis zu
diesem Ort ist das Gas durch eine ca. 10 m lange Abgasleitung und den Filter gesaugt
worden. Außerdem befinden sich die Pumpen nicht dauerhaft im Saugbetrieb, da wäh-
rend der Inbetriebnahmeversuche nur vor dem jeweiligen Sauerstoff-Blasbeginn der
Kesseldruck angepasst wurde. Während der Blasperiode steigt der Kesseldruck um
50100 mbar an. Das entstehende Abgas wird also nicht direkt oberhalb der Schmel-
ze abgesaugt, sondern kann sich noch mit dem Gas (Argon) im Kessel vermischen.
Der Kessel reichert sich im Laufe des Versuchs mit einem Gemisch aus Argon, Koh-
lenmonoxid, Kohlendioxid und ungenutztem Sauerstoff an. Außerdem gelangt durch
den Batch-Betrieb der Pumpen Luft in den Abgaskanal und damit in den Gasanaly-
sator. Der gemessene Sauerstoffgehalt ist daher nicht aussagekräftig und schwankte
zwischen minimal 2,5 Vol.-% und den für Luft üblichen 20 Vol.-%. Die Abgastem-
peratur stieg auf maximal 46 ◦C an und lag damit in dem Temperaturbereich der
Schmelzversuche ohne Sauerstoffaufblasen.
Die nur durch den Gasstrom gekühlte Lanzenspitze zeigte keinen Abbrand. Obwohl
die Blaszahl deutlich unterhalb der theoretisch ermittelten Spritzgrenze lag, wurden
Schmelzen- bzw. Schlackenspritzer während der Blasphasen beobachtet. Diese haf-
teten an der Lanzenspitze an, was zu einer geringen Verbärung der Lanze führte,
vergleiche Abbildung 6.16 links. Aufsteigender Rauch und vom Abgas mitgerissene
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kleine Spritzer legten sich auch auf den Verschraubungen, dem Krümmer sowie der
Lanze ab, dies führte zu keiner Funktionsstörung oder erhöhtem Wartungsaufwand
der Lanzen-Konstruktion.
6.4.2. Inbetriebnahmeversuch 2
Drei wesentliche technische Änderungen wurden aus den Erkenntnissen des ersten
Inbetriebnahmeversuches gezogen. Der Ausfall der Hauptschleuse führte zur Installa-
tion eines Hitzeschildes, siehe Abbildung 6.17 links. Der Schild senkte sich mit der
Lanze über den Tiegel und schützte so vor Wärmestrahlung und Spritzern. Ein aus-
gespartes Kreissegment ermöglichte weiterhin den Blick auf die Schmelze. Allerdings
war die Reichweite des Induktionsfeldes der Spule in Höhe des Hitzeschildes noch
groß genug, um hier einen Erwärmung zu bewirken. Daher musste in diesem Versuch
die MF-Leistung während der Blasperioden ausgeschaltet werden und die Schmelze
vor den Blasperioden überhitzt werden.
Der Durchmesser der Lanzenspitze wurde auf 4 mm reduziert, um eine erhöhte Ein-
dringtiefe des Sauerstoffstrahls zu erreichen. Gleichzeitig wurde die Lanzenspitze mit
einer auf Zirkonoxid basierenden Schlichte überzogen, die auch bei den Kokillen an-
gewendet wird. Ziel sollte ein Schutz der Lanzenspitze vor Anhaftungen und Verbä-
rungen sein. Im rechten Bild von Abbildung 6.16 kann die Wirkung der Schlichte
sehr gut erkannt werden, da sich die Anhaftungen nach dem zweiten Inbetriebnah-
meversuch fast selbständig entfernten. Das Spritzen nahm während des Aufblasens
durch den geänderten Innendurchmesser geringfügig zu.
Nach vier erfolgreichen Blasperioden mit 1020 Nlmin konnte der Kohlenstoffgehalt
von 0,364 Gew.-% auf 0,079 Gew.-% gesenkt werden. In der anschließenden Tief-
vakuumbehandlung von p < 1 mbar kochte die Schmelze auf und erreichte einen
Kohlenstoffgehalt von 0,067 Gew.-% bei einem Sauerstoffgehalt von 31,7 ppm.
Eine weitere Erkenntnis aus diesem Versuch ist eine Aufkohlung des Blockes während
des Abgusses. In diesem Versuch stieg der Kohlenstoffgehalt von der letzten Flüssig-
stahl-Probe mit 0,067 Gew.-% auf 0,142 Gew.-%, im Block gemessen, an. Haupt-
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sächlich verantwortlich hierfür war die kranzförmige Verbärung von Tiegel und Gieß-
ring, die zum Teil aus Tröpfchen der, zu Beginn noch kohlenstoffhaltigen, Schmelze
besteht. Beim Kippen des Tiegels zum Abguss schmilzt dieser wieder ein und ver-
mischt sich mit der ausgießenden Schmelze.
6.4.3. Inbetriebnahmeversuch 3
Vor diesem Versuch wurde von dem Ofen-Hersteller ein Hitzeschild für die Haupt-
schleuse installiert, siehe Abbildung 6.17 rechts. Dieser befindet sich direkt unter-
halb der Schleusenöffnung und schwenkt beim Öffnen der Schleuse automatisch zur
Seite. Der Schild besteht aus einem Blechpaket und die Drehdurchführung ist was-
sergekühlt. Mit diesem Hitzeschild war das Provisorium aus Inbetriebnahmeversuch
2, siehe Abbildung 6.17 links, nicht mehr notwendig. Hitzebedingte Funktionsstö-
rungen der Schleuse traten nicht mehr auf.
In diesem Versuch sollte die Wirkung des Metalloxidpulvers bei der Entkohlung unter
reduziertem Druck getestet werden. Nach zwei reinen Sauerstoffblasperioden wur-
de das Pulver chargiert. Zu diesem Zeitpunkt stand das Einblassystem noch nicht
zur Verfügung und 500 g Pulver wurde in einem Vorgang durch die Hauptschleuse
chargiert. Die schnell einsetzende Reaktion des Metalloxidpulvers erzeugte ein star-
kes Schäumen der Schmelze bis zum Tiegelrand. Dies bestätigte die Notwendigkeit
eines Dosiersystems zum kontinuierlichen Fördern des Pulvers. Der Kohlenstoffge-
halt konnte mit dem Pulver von 0,251 Gew.-% auf 0,159 Gew.-% reduziert werden.
Es schlossen sich zwei weitere Sauerstoffblasperioden und eine Vakuumbehandlung
an. In diesem ersten Versuch, mit Entkohlung durch Metalloxidpulver, konnte schon
eine leichte Wirkung des Pulvers auf die beiden nachfolgenden Blasperioden detek-
tiert werden. Der Kohlenstoffgehalt vor der Vakuumphase betrug 0,035 Gew.-% und
danach 0,01 Gew.-%.
Die Dauer der Vakuumbehandlung war mit mehr als 60 min sehr lang. Der Grund war
ein langsames und kontrolliertes Evakuieren des Kessels von ca. 400 mbar auf unter
1 mbar, um das Kochen der Schmelze gering zu halten. Jedes Schäumen der Schmelze
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Abbildung 6.16.: Lanzenzustand nach Inbetriebnahme
Abbildung 6.17.: Schleusen-Hitzeschild; links: Schild an Lanze befestigt; rechts: au-
tomatischer Hitzeschild unterhalb der Schleusenöffnung
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vergrößert deutlich die Anhaftungen am Tiegelrand. Bei zu starken Verbärungen am
Rand verkleinert sich der freie Radius über der Schmelze so weit, dass Probennahme
oder Temperaturmessungen nicht mehr möglich sind. Auch der Abguss wird dadurch
behindert und die Intensität der Wartungsarbeiten sowie die Gefahr der Beschädigung
des Tiegels erhöht.
6.4.4. Erkenntnisse aus der Inbetriebnahme
Die Inbetriebnahme der Aufblaslanze konnte in den drei oben beschriebenen Ver-
suchen erfolgreich durchgeführt und erste Erkenntnisse zur Entkohlung mit Sauer-
stoff und Metalloxidpulver in einem Vakuuminduktionsofen gesammelt werden. Die in
theoretischen Berechnungen und Kaltversuchen ermittelten Parameter zur Auslegung
von Lanze, Gaszuleitung und Gassteuerung erwiesen sich als richtig dimensioniert
und haben noch Potential für einen schnellere Durchführung des VOD-Prozesses.
Die wichtigsten Erkenntnisse für den folgenden Betrieb des 100 kg-Vakuumindukti-
onsofens als VOD-Simulations-Anlage sind die folgenden:
• Der Schleusen-Hitzeschutz ist unbedingt notwendig, da die thermische Belas-
tung der Anlagenteile oberhalb der Schmelze sehr hoch ist.
• Das Einschlichten der Lanze dient als wirkungsvoller Schutz vor Verbärung.
• Die Beweglichkeit der Lanze ist bei 200 mbar schwergängig, bei über 400 mbar
Kesseldruck leichtgängig, jedoch mit Beeinträchtigung bei starker Verschmut-
zung der Lanze.
• Ein moderates Spritzen von Schlacke und Stahl tritt bereits unterhalb der theo-
retischen Spritzgrenze auf.
• Der Spülstein ist notwendig zur besseren Durchmischung, unabhängig von der
Induktions-Leistung, und sorgt für stärkeres Emulgieren der Schlacke.
• Es kommt zur Aufkohlung während des Abgusses durch das Aufschmelzen der
Verbärung am Tiegelrand.
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Die kurzfristige Erhöhung des Kesseldruckes auf ca. 400 mbar für das Anheben der
Lanze und die sichere Probennahme mit dem Eintauch-Probennehmer bedeutet aus
thermodynamischer Sicht eine Erhöhung des C-O-Gleichgewichts. Da beim anschlie-
ßenden Evakuieren keine erneute CO-Blasenbildung stattfindet, kann davon ausge-
gangen werden, dass die Aufnahme von Restsauerstoff aus der Kesselatmosphäre
unerheblich ist.
Aus den, während der Inbetriebnahme gemessenen, [C]-[O]-Wertepaaren lässt sich
nach Abschnitt 3.1 der äquivalente Partialdruck für das CO-Gleichgewicht berech-
nen. Unter der vereinfachten Annahme, dass die Atmosphäre über der Schmelzen-
oberfläche zu 100% aus Kohlenmonoxid besteht, kann dieser berechnete Gleichge-
wichtsdruck mit dem eingestellten Kesseldruck verglichen werden.
Abbildung 6.18.: Vergleich des berechneten CO-Gleichgewichtsdruck mit dem At-
mosphärendruck im Inbetriebnahmeversuch 1 bis 3
Abbildung 6.18 vergleicht den theoretischen CO-Partialdruck im Gleichgewicht mit
dem im Versuch eingestellten Atmosphärendruck. Inbetriebnahmeversuch 2 nähert
sich in den Blasperioden b und c dem Gleichgewicht. Dies ist auf den Einsatz der
kleineren Düse (4 mm) und der höheren Blasrate (20 Nlmin ) zurückzuführen. In den
meisten Entkohlungsperioden ist jedoch noch deutliches Potential für eine schnellere
Entkohlung nahe am Gleichgewicht. Der Einsatz des Metalloxidpulvers, Versuch 3 -
Periode c, mit dem dadurch hervorgerufenen starken Kochen der Schmelze, konnte
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den Prozess nahe an den theoretisch erreichbaren Kohlenstoffgehalt bringen. Auch
bei den Tiefvakuumphasen am Ende von Versuch 2 und 3 konnte, trotz starker
Kochbewegung, das thermodynamische Gleichgewicht nicht erreicht werden. In den
beiden Perioden lag der Atmosphärendruck unter 1 mbar. Die Rührleistung allein
durch die induktive Halteleistung scheint also für die Simulation des VOD-Prozesses
zu gering. Eine bessere Durchmischung der Schmelze, wie beim Kochen nach dem
Pulver-Chargieren, kann durch das Einleiten von Inertgas mit einem Spülstein erreicht
werden und bleibt dabei kontrollier- und regelbar.
Die mittlere Entkohlungsrate lag bei der Nutzung der 4 mm Lanzenspitze und einem
Sauerstoffvolumenstrom von 20 Nlmin zwischen 260
ppm
min und 310
ppm
min . In den letzten
beiden Blasperioden lag die Entkohlungsgeschwindigkeit zwischen 60190 ppmmin , je-
doch war hier der Kohlenstoffgehalt der Schmelze unter 0,15 Gew.-% gesunken und
die Blasrate auf 15 Nlmin und 10
Nl
min reduziert worden.
Der Sauerstoffwirkungsgrad war ebenfalls mit 7587 % am höchsten mit der Kombi-
nation aus 4 mm Lanzenspitze und 20 Nlmin Sauerstoffvolumenstrom. Für die folgenden
Versuche wurde diese Kombination als Standard gewählt, da die Entkohlungswirkung
in einem sehr guten Verhältnis zum Spritzen von Stahl und Schlacke steht.
6.5. Versuche zur VOD-Simulation
Aus den Erkenntnissen der Inbetriebnahmeversuche, siehe Abschnitt 6.4, wurde ein
Versuchsprogramm erarbeitet, mit dem die Wirkung von Metalloxidpulver bei der
Entkohlung von chromhaltigem Stahl untersucht werden kann. Als Basis für die Ver-
suche wurde eine Legierung, mit einem Gewicht von 80 kg, aus den in Abschnitt
6.2.1 genannten Legierungsmitteln, mit der folgenden berechneten Zusammenset-
zung hergestellt, siehe Tabelle 6.5
Eine Verbesserung des Versuchsablaufes konnte durch das, im Dezember 2010 in
Betrieb genommene, Funkenspektrometer in der Versuchshalle des Institutes für Ei-
senhüttenkunde erreicht werden. Somit verkürzte sich die Zeit der Probenanalyse von
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Tabelle 6.5.: Berechnete Startzusammensetung der Versuchsschmelze in Gew.-%
Fe C Si Mn Cr S P Al Rest
81,3 0,50 0,080 0,011 18,0 0,0028 0,0032 0,024 0,10
ca. einem Tag auf unter 10 min. Alle Proben wurden abgedreht und dann mindestens
an drei verschiedenen Stellen analysiert, so dass sich die folgenden Angaben auf deren
Mittelwerte beziehen.
Da im Vakuuminduktionsofen unter inerter Atmosphäre geschmolzen wird, ist der
Abbrand von Legierungsmitteln beim Chargieren sehr gering. Aus den entnomme-
nen Null-Proben der fünf Versuche zur VOD-Simulation kann der Wirkungsgrad des
Kohlenstoffes und Chroms ermittelt werden. Tabelle 6.6 zeigt drei verschiedene Wir-
kungsgrade, die aus den maximal, minimal und mittleren gemessenen Massenanteilen
berechnet wurden. Aus den vorangegangen Erfahrungen mit dem Aufkohlungsmittel
wurde bereits ein Wirkungsgrad von 95 % berücksichtigt, dieser entspricht dem ge-
messenen mittleren Wirkungsgrad von ungefähr 94 %.
Tabelle 6.6.: Wirkungsgrad der Legierungsmittel bezogen auf Kohlenstoff und
Chrom in %
Wirkungsgrad C Cr
minimaler 89,3 98,4
maximaler 99,7 99,4
mittlerer 93,9 98,7
Als wesentliche Unterschiede zu den Inbetriebnahmeversuchen sind die Installation
des Spülsteines und des Einblassystems, vergleiche Abschnitt 6.1.1 und Abschnitt
6.1.3, zu nennen. Hiermit ist der 100 kg-Vakuuminduktionsofen zu einer vollwertigen
VOD-Simulationsanlage ausgestattet worden. Durch die verfahrenstechnischen Än-
derungen sind zu den in Abschnitt 6.4 auf Seite 91 aufgelisteten Schritten während
des Versuchs das Ein- und Ausschalten des Spülsteines, das Einstellen der Spülgasrate
und das Befüllen des Dosierers hinzugekommen.
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Der Spülstein wurde in der Regel vor der Blasperiode eingeschaltet, anschließend op-
tisch die Rührwirkung beurteilt und der Argon-Durchfluss angepasst. Als sinnvoller
Richtwert hat sich bei einem Kesseldruck von um 200 mbar ein Wert von 250 Nmlmin her-
ausgestellt. Beim erstmaligen Einschalten des Spülsteines musste dieser freigespült
werden. Dies kann je nach Tiegelzustand und verbliebener Restschmelze/-schlacke
unterschiedlich lange dauern und benötigt teilweise eine deutlich höhere Spülgasrate,
von bis zu 1000 Nmlmin . Hierbei muss die Schmelze genau unter Beobachtung stehen
und beim ersten Aufsteigen von Gasblasen der Durchfluss reduziert werden, um den
Auswurf von Schmelze zu verhindern. Nach der Blasperiode wurde der Spülstein aus-
geschaltet, um eine fehlerfreie Probennahme und Celox R©-Messung zu gewährleisten.
Das Befüllen des Reservoir-Rohres, siehe Abbildung 6.9b, musste wegen der hohen
Arbeitshöhe des Lanzenkopfes bei abgesenkter Lanze geschehen. Hierbei wurde zur
Kühlung die Lanze mit Argon gespült. Vor dem Befüllen wurde sichergestellt, dass
das Nadelventil (7) der Ausgleichsleitung und der Kugelhahn (4) geschlossen sind.
Nach dem Befüllen wurde zum Druckausgleich das Nadelventil kurz geöffnet.
Die Dauer der Blasperiode wurde auf 10 min erhöht. Der Blasabstand betrug ca.
50100 mm, je nach Position des Spülfleckes. Der Spülfleck ist über die Kippung der
Spule variabel, jedoch nur grob einstellbar. Um eine bessere Wirkung des Sauerstoff-
strahls und eine kürzere Behandlungszeit zu erreichen, wurde der Sauerstoffvolumen-
strom auf 25 Nlmin erhöht. Hieraus ergibt sich bei einem Kesseldruck von 200 mbar eine
Blaszahl von 1,52,2 m
3
h · cm2 und liegt damit im Bereich oberhalb der Spritzgrenze.
In den folgenden Unterabschnitten werden die fünf VOD-Versuche am 100 kg-Va-
kuuminduktionsofen beschrieben. Sofern nicht anders angegeben, wurde nach dem
in Abschnitt 6.4 auf Seite 91 aufgelisteten allgemeinen Versuchsplan verfahren.
Die Blasperioden variierten jedoch zwischen reinem Sauerstoffaufblasen, kombinier-
tem Aufblasen von Sauerstoff und Metalloxidpulver oder alleinigem Aufblasen von
Metalloxidpulver. Eine Übersicht bietet Tabelle 6.7. Im letzten VOD-Versuch Nr.
5 wurde Metalloxidpulver kombiniert im Tiefvakuum (+TV) bei einem Kesseldruck
von um 1 mbar eingeblasen.
Das Ziel einer industriellen VOD-Behandlung ist ein niedriger Kohlenstoffgehalt von
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[C] < 0,05 Gew.-%. Da sich während der Versuche im Vakuuminduktionsofen mit
Einsatz der Aufblaslanze und dem Spülstein am Tiegelrand ein 510 cm starker Ring
aus Schlacke- und Stahlspritzern aufbaute, konnte ein solcher Kohlenstoffgehalt nicht
angestrebt werden. Primäres Ziel war die Untersuchung der Entkohlungsgeschwin-
digkeit. Gleichzeitig musste auf die Standzeit des Tiegels geachtet werden. Daher
wurden vor dem Abguss zusätzlich 1020 kg Stahl (C45, 1.0503) und teilweise einige
Gramm Kohle chargiert. In dem so erhöhten Badspiegel konnte die Verbärung des
Tiegels mit einer erneuten Vakuumbehandlung und dem Überhitzen der Schmelze
nahezu vollständig aufgelöst werden, ohne eine mechanische Belastung des Tiegels.
Metallurgische Grundlage ist unter anderem das Reduzieren des teilweise aus FexOy
und CrxOy bestehenden Kranzes. Der erhöhte Kohlenstoffgehalt und der reduzierte
Druck begünstigen die Reduktion.
Eine Schlackenprobe konnte nicht entnommen werden. Die Gründe hierfür sind zum
einen, dass sich der flüssige Anteil der Schlacke vor der Entnahme der Stahlprobe
wieder auflöste und so keine Schlacke am Probennehmer haften blieb. Zum anderen
schwammen die Schlackenstücke wegen der induktiven Badüberhöhung an den Tie-
gelrand und bildeten mit den Spritzern den Schlackenkranz. Dieser baute sich aus
einer Mischung von Schlacke und Stahl auf und zeigte sich in den Inbetriebnahmever-
suchen als außerordentlich hart und stabil, so dass bei einer mechanischen Entfernung
die Gefahr einer Beschädigung des Tiegels zu hoch war. Daher ist zum Erhöhen der
Standzeit des Tiegels der Schlackenkranz mit dem oben erwähnten Verfahren entfernt
worden. Auf eine Zugabe von Schlackenbildner wurde gezielt verzichtet. In vorange-
gangen Versuchen zeigte sich ein generelles Problem beim Erzeugen von Schmelzen
unter einer 12 cm dicken Schlackenschicht. Die wassergekühlte Spule entzieht dem
Tiegel so viel Energie, dass unmittelbar oberhalb der Schmelze der Tiegel kalt genug
ist, dass die Schlacke vom Rand beginnt zu erstarren. Da Schlacke nicht metallisch
leitend ist, wird sie nicht von der Induktion geheizt und ist nach dem Erstarren für
den Prozess verloren. Im Gegensatz zu offenen Induktionsöfen, besteht im Vakuum-
induktionsofen nicht die Möglichkeit der Manipulation des Schlackenkranzes noch
während des Prozesses.
Die Halteleistung während der Versuche lag zwischen 45 kW und 50 kW. In den
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Vorversuchen konnten mit dieser Induktionsleistung die Schmelzen bei relativ kon-
stanter Temperatur gehalten werden. Jedoch darf hierbei nicht annähernd von einem
adiabatem Zustand ausgegangen werden. Die Wärmezu- und Abfuhr der Schmel-
ze in einer wassergekühlten Induktionsspule ist sehr komplex und am Beispiel des
100 kg-Vakuuminduktionsofens kaum beschreibbar. Den Temperaturmessungen in
den folgenden Diagrammen ist daher nur ein sehr geringer wissenschaftlicher Stellen-
wert zuzuschreiben. Diese können keinesfalls zu einer Energiebilanzierung der VOD-
Simulationsversuche herangezogen werden. Sie dienen als Indizien beim Vergleich
ähnlicher Zustände und der thermodynamischen Berechnung der Gleichgewichtszu-
stände.
Tabelle 6.7.: VOD-Versuchsmatrix
Aufblasen
VOD-Versuch O2 kombiniert FexOy
1 X
2 X X
3 X X
4 X X
5 X X (+TV)
Zu jedem Versuch sind zwei Diagramme abgebildet, die alle wichtigen Parame-
ter und Messwerte über den zeitlichen Verlauf des Versuchs darstellen. Start von
t = 0 min ist der Zeitpunkt der Null-Probe, deren chemische Zusammensetzung
in der jeweiligen Tabelle 6.8 bis Tabelle 6.12 angegeben ist. Der Prozessver-
lauf ist mit senkrechten Linien in unterschiedliche Abschnitte geteilt, meist sind
hiermit die Blasperioden gekennzeichnet. Es wird sich auf die Darstellung von den
wichtigen Analysewerten wie C, O und Cr beschränkt. Kohlenstoff- und Chromge-
halt stammen aus der Analyse mit dem Funkenspektrometer. Die Temperaturwer-
te und die Sauerstoffaktivitäten wurden mit den Celox R©-Sonden gemessen. Hier-
aus wurde mit den Aktivitätskoeffizienten und Wechselwirkungsparametern, nach
Abschnitt 3.1, der Sauerstoffgehalt berechnet, [111]. Chromgehalt, Sauerstoffge-
halt, Argon-Volumenstrom durch den Spülstein (PP) und Einblasrate des Me-
talloxidpulvers (Pulver) sind jeweils mit einem eigenen Faktor skaliert dargestellt
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(0,2[Cr]=̂20 Gew.-%; 0,3[O]=̂0,03 Gew.-% = 300 ppm). Der Sauerstoffvolumen-
strom ist mit O2 bezeichnet. Der Druckverlauf wurde nicht automatisch mitge-
schrieben, da die Steuerung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens keine Funktion zur
Datenaufzeichnung besaß. An den wichtigen Prozessschritten und bei großen Ände-
rungen wurde der Druck protokolliert.
Abbildung 6.19.: Blasperiode während der VOD-Simulation im 100 kg-Vakuumin-
duktionsofen des Institutes für Eisenhüttenkunde
6.5.1. VOD-Versuch 1
Tabelle 6.8.: Startzusammensetzung VOD-Versuch 1 in Gew.-%
Fe C Si Mn Cr S P Al Rest
81,36 0,53 0,07 0,105 17,75 0,005 0,007 0,004 0,17
Der erste VOD-Versuch soll als Referenz einer rein mit gasförmigem Sauerstoff ent-
kohlten Schmelze im 100 kg-Vakuuminduktionsofen dienen. Es wurden daher vier
Sauerstoff-Blasperioden mit nahezu gleichen Randbedingungen durchgeführt. An-
fangs (A) musste der Spülstein frei gespült werden, siehe Abbildungen 6.20 und
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6.21. Während der ersten Blasperiode (B) stieg der Kesseldruck bei ausgeschalte-
ten Pumpen von 200 mbar auf 300 mbar an. Es war die stetige Bildung einer sehr
zähen Schlacke zu beobachten, die von dem aufsteigenden Argon aus dem Spülstein
und dem auftreffenden Sauerstoffstrahl zur Seite geschoben wurde. Die Schlacken-
bildung im Brennfleck war sehr schnell, so dass die Spülglatze direkt wieder von einer
Schlackenhaut überzogen wurde. Daher wurde in der Mitte der ersten Periode der
Sauerstoffvolumenstrom auf 25 Nlmin erhöht, um eine bessere Penetration der Bado-
berfläche zu erreichen. Vor der zweiten Blasperiode (C), nach dem Einschalten des
Spülsteins und dem Anpassen des Druckes, wurde das Kochen der Schmelze und die
teilweise Reduktion der Schlacke beobachtet. Um den Druck während der Blaspe-
riode um 200 mbar zu halten, wurde von jetzt an das Ventil zum Evakuieren der
Schmelzkammer während der Blasperioden geöffnet und der Kesseldruck so im Be-
reich von 180220 mbar gehalten. Das Öffnen des Ventils verursachte einen Sprung
des Kesseldruckes von ca. 50 mbar und damit ein kurzes Aufkochen der Schmelze
durch die CO-Bildung.
Abbildung 6.20.: Prozessverlauf VOD-Versuch 1
Während Blasperiode zwei (C) und drei (D) war die direkte Schlackenbildung deutlich
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Abbildung 6.21.: Druck und Temperatur VOD-Versuch 1
geringer, so dass der Sauerstoffstrahl überwiegend direkt auf die Stahlschmelze traf.
Die Periode vier (E) musste nach 6 min Sauerstoffblasen abgebrochen werden, da
die Stärke der Verbärung am Tiegelrand zu groß wurde und die Probennahme kaum
noch möglich war. Der Sauerstoffanteil in dieser Verbärung schien sehr hoch zu sein,
denn nach dem Chargieren von 16 kg ARMCO-Eisen konnte eine CO-Bildung an
dieser beobachtet werden. Die Schlichte blieb selbst bei starkem Spritzen wirksam.
Verbärungen der Lanzenspitze, siehe Abbildung 6.19, fielen meist selbständig zurück
in die Schmelze.
6.5.2. VOD-Versuch 2
Tabelle 6.9.: Startzusammensetzung VOD-Versuch 2 in Gew.-%
Fe C Si Mn Cr S P Al Rest
81,30 0,48 0,093 0,167 17,71 0,005 0,006 0,004 0,23
Der VOD-Versuch 2 war der erste Versuch mit dem Heißeinsatz des Einblassystems.
In einer Blasperiode (B) wurden 500 g Metalloxidpulver in die Schmelze eingeblasen.
Als Transportgas dienten 25 Nlmin Argon, siehe Abbildung 6.22. In die erste Version
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des Reservoir-Rohres passte nicht die komplette Menge hinein, daher musste wäh-
rend der Blasperiode die Förderung kurz gestoppt und nachgefüllt werden. Mit einer
Unterbrechung von ca. 2 min wurden zweimal je 250 g eingeblasen. Während des
Pulverblasens war ein geringeres Spritzen von Schlacke oder Schmelze an die Tiegel-
wand zu beobachten als bei reinem Sauerstoffblasen bei gleichem Gasvolumenstrom.
Nach dem Einblasen des Pulvers war die Schmelze mit einer zähen und teils stücki-
gen Schlacke bedeckt, die sich bei weiterem Argon-Spülen (B) bei 200 mbar, siehe
Abbildung 6.23, rasch auflöste oder am Tiegelrand anhaftete. Anschließend wurde
die Probe gezogen.
Im Zeitraum (C) musste der Versuch wegen eines technischen Defektes an der Abgas-
absaugung unterbrochen werden. Während der anschließenden Sauerstoffblasperiode
(D) verstopfte die Lanzenspitze und konnte nicht durch Eintauchen in die Schmelze
frei geschmolzen werden. Da das Problem sich bereits nach 23 min einstellte, ohne
dass viele Tropfen an die Lanzenspitze spritzten, ist zu vermuten, dass die vorange-
gangene Pulverblasperiode die Ursache war. In dem gesamten Einblassystem blieb
eine Restmenge von 1020 g Pulver zurück, die bei der Demontage heraus rieselte.
Abbildung 6.22.: Prozessverlauf VOD-Versuch 2
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Abbildung 6.23.: Druck und Temperatur VOD-Versuch 2
6.5.3. VOD-Versuch 3
Tabelle 6.10.: Startzusammensetzung VOD-Versuch 3 in Gew.-%
Fe C Si Mn Cr S P Al Rest
81,45 0,5 0,045 0,087 17,72 0,005 0,006 0,004 0,19
In diesem Versuch wurde durch die Aufblaslanze kombiniert Zunderpulver mit gas-
förmigem Sauerstoff als Trägergas eingeblasen. Der Sauerstoffvolumenstrom wurde
wieder auf 20 Nlmin reduziert, um weniger Spritzen zu verursachen. Im Spülsteintest
vor der Null-Probe setzte bereits 20 sec nach dem Einschalten des Argon die volle
Spülwirkung ein. Die Fördergeschwindigkeit in der ersten Blasperiode (B) lag bei
800 g Pulver in ca. 5 min. Während des Zeitabschnitts (C) reagierte die aus der vor-
herigen Blasperiode entstandene zähe bis stückige Schlacke mit der Schmelze bei
200 mbar. Nach 16 min folgte eine weitere Probennahme, bei der ohne Sauerstoff-
zugabe ein deutlicher Kohlenstoffverlust zu erkennen war, siehe Abbildung 6.25. Da
die Leistung des Spülsteines während (C) zunahm, wurde der Argondurchfluss in (D)
angepasst. In der zweiten Blasperiode (D) begann sich beim kombinierten Blasen
von 800 g Pulver mit Sauerstoff ein erster starker Schlackenkranz am Tiegelrand zu
bilden. Vor der dritten Blasperiode (E) wurde versucht, die Schmelze mit dem Spül-
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gas von Schlacke frei zu spülen. Da dies nahezu ohne Erfolg blieb, wurde Sauerstoff
alleine geblasen und während der Periode der Druck gesenkt, siehe Abbildung 6.26.
Der dicke Schlackenkranz am Tiegelrand ließ sich nicht vollständig entfernen und ein
großes Stück Schlacke sinterte nach Abguss am Tiegelboden fest. Der Aufbau eines
starken Kranzes am Tiegelrand durch Verspritzen von Schlacke und Stahl ist wegen
der für Induktionsöfen typischen Badüberhöhung kaum vermeidbar. Nachteilig kommt
hinzu, dass sich während des Aufkochens der Schmelze zusätzlich eine Schicht Stahl
auf dem Kranz aufbaute. Hierfür war die nur grobe Möglichkeit der Druckregelung
verantwortlich. Daher wurde im Anschluss an diesen Versuch ein Bypass zur besseren
Druckregelung mit einem ausreichend klein dimensionierten Handventil installiert.
Das Schlackenstück am Tiegelboden kann möglicherweise im folgenden Versuch als
Sauerstoffdepot unbekannter Größe dienen.
Abbildung 6.24.: links: Lanze nach VOD-Versuch mit Verbärung und freiem Blas-
kanal; rechts: Fortgeschrittener Aufbau eines Schlackenkranzes
Beim kombinierten Einblasen von Metalloxidpulver und Sauerstoff blieb während des
gesamten Versuchs die Lanze frei von Verstopfungen. Das Problem beim Einblasen
von Pulver mit Argon statt Sauerstoff als Trägergas, wie in VOD-Versuch 2, schien
an der fehlenden Wirkung zum Freibrennen der Lanzenöffnung zu liegen. Es war
beim Blasen von Sauerstoff gut sichtbar, dass Spritzer, die in der Nähe der Öffnung
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an der Lanzen anhafteten, direkt verbrannten und somit stets ein Blaskanal frei blieb,
siehe Abbildung 6.24 links. Zum ersten Mal trat bei diesem Versuch ein deutlich
messbarer Lanzenabbrand von 13 mm auf.
Abbildung 6.25.: Prozessverlauf VOD-Versuch 3
6.5.4. VOD-Versuch 4
Tabelle 6.11.: Startzusammensetzung VOD-Versuch 4 in Gew.-%
Fe C Si Mn Cr S P Al Rest
81,17 0,47 0,07 0,116 17,9 0,005 0,007 0,004 0,25
Dieser Versuch sollte die Reproduzierbarkeit der kombinierten Entkohlung zeigen.
Beim Senken des Kesseldruckes auf 200 mbar Arbeitsdruck zu Beginn des Versuchs
(A), siehe Abbildung 6.28, trat bereits starke Blasenbildung auf, ohne dass der Spül-
stein eingeschaltet war. Die Ursache lag vermutlich an dem Reduzieren des Schlacken-
restes am Tiegelboden aus dem vorangegangenen Versuch. Die ersten beiden Proben
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Abbildung 6.26.: Druck und Temperatur VOD-Versuch 3
nach der Null-Probe zeigen deutlich einen Kohlenstoffabbrand, ohne ein Aufblasen
von Sauerstoff, vergleiche Abbildung 6.27. Innerhalb der Periode (A) schwammen
Schlackestücke vom Tiegelboden auf und reagierten langsam mit der Schmelze. Nach
ca. einer halben Stunde Spülen lösten sich einige der Schlackenstücke auf oder hafte-
ten an dem Tiegelrand. Nachdem sich die Schmelze beruhigt hatte, wurde mit dem
Versuch begonnen. Möglicherweise reagierte weiterhin über die gesamte Versuchs-
dauer der Schlackenrest mit dem Kohlenstoff in der Schmelze.
Durch die provisorisch in Betrieb genommene Druckregelung über einen handgesteu-
erten Bypass konnte der Betriebsdruck deutlich besser im Bereich 175180 mbar ein-
gestellt werden. Das nun mögliche langsamere Absaugen verhinderte ein Aufkochen
der Schmelze. Dennoch baute sich in beiden Blasperioden (C) und (E) ein Schla-
ckenkranz auf, Abbildung 6.24 zeigt rechts den Schlackenkranz nach der ersten
Blasperiode (C). Während der zweiten Blasperiode formierte sich eine Schlackenbrü-
cke zwischen Schlackenkranz und Verbärung der Lanze. Am Ende der Blasperiode
war der freie Durchmesser über der Schmelze so gering (∅frei < 10 cm), dass eine
Probennahme nur nach dem Entfernen der Hitzeschutz-Isolierung des Probennehmers
möglich war.
Der Schlackenkranz konnte diesmal durch das Chargieren von ca. 19 kg Cr-Stahl und
300 g Kohle nahezu vollständig entfernt werden. Das Setzen von zusätzlichem Stahl
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dient lediglich dazu, die Badhöhe der Schmelze über den zuvor erzeugten Schlacken-
kranz zu erhöhen. Der Nachteil dieser Schlackenbehandlung mit Kohle unter Vakuum
ist die lange Dauer. Jedoch würde eine Schlackenbehandlung mit Si oder FeSi eine
siliziumhaltige Schlacke erzeugen, die dann den Al2O3-MgO-Tiegel stark beschädigt
und deutlich dessen Standzeit verringert. Der Lanzenabbrand bei diesem Versuch lag
bei 11 mm.
Abbildung 6.27.: Prozessverlauf VOD-Versuch 4
6.5.5. VOD-Versuch 5
Tabelle 6.12.: Startzusammensetzung VOD-Versuch 5 in Gew.-%
Fe C Si Mn Cr S P Al Rest
81,37 0,5 0,055 0,089 17,73 0,005 0,007 0,004 0,24
Durch die Erhöhung des Sauerstoffvolumenstroms in der ersten Blasperiode (B) auf
30 Nlmin bei gleichzeitig stärkerem Argondurchfluss des Spülsteines wurde versucht die
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Abbildung 6.28.: Druck und Temperatur VOD-Versuch 4
Abbildung 6.29.: Ofenzustand nach VOD-Versuch 5; links: Hitzeschild der Schleuse;
Mitte: Lanzenende; rechts: Tropfen und Spritzer außerhalb des
Tiegels
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Entkohlung durch reines O2-Blasen zu beschleunigen. Hierdurch kam es vermehrt
zum Herausschlagen von großen Schmelzespritzern und deren Ablagerung am Tie-
gelrand. Die Häufigkeit des Spritzens war jedoch nicht deutlich höher als bei 20 Nlmin .
Es schloss sich ein kombiniertes Blasen mit 20 Nlmin O2 und 800 g Zunder-Pulver
an (C), vergleiche Abbildung 6.30. Beim anschließenden Nachfüllen des Reservoir-
Rohrs wurde wegen einer Undichtigkeit des Nadelventils am Dosierer kurzzeitig eine
kleine Menge Luft durch die Lanze auf die Schmelze geblasen. Der Druck wurde im
Bereich 175180 mbar über das Handventil geregelt, siehe Abbildung 6.31.
Anschließend wurde der Kesseldruck auf ca. 10 mbar abgesenkt, eine Probe gezo-
gen und eine weitere kombinierte Blasperiode mit 20 Nlmin O2 und 500 g Pulver bei
um 1 mbar durchgeführt. Der Spülstein musste abgeschaltet werden, da bei einem
niedrigen Druck die Blasenexpansion des Argon zu groß war und viel Schmelze aus-
geworfen wurde. Sehr starkes Spritzen der Schmelze bis über den Rand des Tiegels
und an den Ofendeckel war die Folge des kombinierten Blasens in Periode (E). Die
Badoberfläche verhielt sich sehr turbulent, so dass zeitweise die Lanze in der stark
bewegten Schmelze eingetaucht war und dicke Bären aufgebaut wurden, siehe Abbil-
dung 6.29 Mitte. Wegen einer Verstopfung der Lanze musste die Blasperiode nach
4 min abgebrochen werden. Dennoch blieb der übliche geringe Rest Metalloxid in den
Leitungen und Ventilen des Dosiersystems zurück, schätzungsweise 510 g, so dass
von einer nahezu vollständigen Förderung der eingefüllten 500 g ausgegangen werden
kann.
Der Sauertstoffvolumenstrom bei der Blasperiode (E) war mit 20 Nlmin sehr hoch ge-
wählt, für den geringen Kesseldruck von um 1 mbar. Bei der daraus resultierenden
Gasaustrittsgeschwindigkeit mit einer Reynoldszahl von Re = 6934 · 103 überschrei-
ten die in Abschnitt 3.5.1 vorgestellten Berechnungsmethoden zur Eindringtiefe
ihren Gültigkeitsbereich und weichen um eine Zehnerpotenz voneinander ab. Nach
den experimentellen Gesetzmäßigkeiten von Iguchi [88] ergibt sich eine plausible Ein-
dringtiefe von 18,4 cm. Das Schmelzenbad verhielt sich, besonders auch in Folge der
CO-Blasenbildung, so unruhig, dass eine Beurteilung der Eindringtiefe nicht möglich
war. Der Grund für den hohen Sauertstoffvolumenstrom lag darin, dass die Förderung
von Metalloxid sicher gestellt werden sollte.
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Die starke Badbewegung und das Herausschlagen von bis zu ca. 2 cm großen Tropfen
führte zu einem deutlichen Schmelzenverlust und hoher Verschmutzung der Anlagen-
teile, siehe Abbildung 6.29. Für einen sicheren Betrieb des 100 kg-Vakuumindukti-
onsofens als VOD-Simulationsanlage ist ein geringerer Volumenstrom bei niedrigem
Kesseldruck erforderlich. Bei gleichzeitiger Förderung von Pulver muss das Einblas-
system modifiziert werden.
Abbildung 6.30.: Prozessverlauf VOD-Versuch 5
6.5.6. Erkenntnisse der VOD-Simulation
Während der Versuchsserie konnten die Tauglichkeit des 100 kg-Vakuuminduktions-
ofens zur VOD-Simulation gezeigt werden und wissenschaftliche sowie anlagentech-
nische Erkenntnisse gesammelt werden. Durch die technischen Änderungen ist das
kombinierte Aufblasen eines Aerosols (z. B. Metalloxidpulver und Sauerstoff) auf ei-
ne von Inertgas gespülte Stahlschmelze im Pilotmaßstab ermöglicht worden. Gleich-
zeitig ist eine schnelle Probennahme, Celox R©-, Temperaturmessung und optische
Beobachtung der Schmelze jederzeit möglich. Die wichtigsten Erkenntnisse aus der
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Abbildung 6.31.: Druck und Temperatur VOD-Versuch 5
VOD-Versuchsserie sind in der folgenden Auflistung zu sehen:
• Das Einblassystem zeigt sich trotz einfacher Bauweise und Komponenten als
verschleiß- und wartungsfrei, lediglich das Nadelventil der Druckausgleichslei-
tung wurde undicht.
• Der Spülstein ist während starker CO-Blasenbildung und bei einem Druck von
ca. 1 mbar schwer regelbar und die Blasenexpansion erzeugte Schmelzenaus-
würfe.
• Die Lanze zeigt beim Betrieb mit O2 sehr gutes Freibrennen bei geringem
Lanzenabbrand von maximal 10 %.
• Der Schlackenkranz lässt sich durch Chargieren von Stahl und Kohle nach dem
Versuch bei reduziertem Druck nahezu vollständig reduzieren bzw. auflösen,
ohne Beschädigung des Tiegels.
• Eine exakte Drucksteuerung ist erforderlich, z.B. via Bypass und gesteuertem
Argonstrom als Falschluft. Durch den konstanten Abgasstrom wäre eine Ab-
gasanalyse möglich.
• Schlackenproben sind nur möglich mit einem geeigneten Manipulator.
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Die hohe thermische und erosive Belastung des Tiegels verursachte während der Ver-
suchsserie einen normalen Verschleiß des feuerfesten Futters. Risse von einer sicher-
heitsrelevanten Größe wurden nicht gefunden. Der Spülstein und auch die Zuleitung
unterlagen keinem oder nur geringem Verschleiß. Die Schraubverbindungen des unte-
ren Teils der Lanzenkonstruktion konnten nach den Versuchen gelöst werden, obwohl
die Hitzeeinwirkung deutlich an der blauen Anlauffarbe zu erkennen war. Die Lan-
zenspitze musste je nach Lanzenabbrand ausgetauscht werden. Das Herausschlagen
von Schmelzespritzern und der entstandene Rauch verlangten teilweise einen hohen
Reinigungsaufwand nach dem Versuch. Besonders der Bereich der Hauptschleuse ist
anfällig für Undichtigkeiten bei großer Verunreinigung.
6.6. Diskussion und Auswertung der
VOD-Simulation im Technikum
Im Vordergrund der Auswertung der VOD-Versuchsserie steht die Frage, ob und in
welchem Maße die Entkohlung durch das Einbringen von Metalloxidpulver beschleu-
nigt werden kann. Hierzu wird die Entkohlungsrate ∆C∆t berechnet. Als Bilanzzeitraum
gilt jeweils der Start der Blasperiode und die anschließende Entnahme der Stahlpro-
be. Außerdem ist der Sauerstoffwirkungsgrad ηO(C) eine wichtige Kenngröße für den
VOD-Prozess. Er stellt das Verhältnis zwischen dem zu Kohlenmonoxid reagierendem
Sauerstoff nCO und dem durch Gas und Metalloxid eingebrachtem Sauerstoff dar,
nO gas+nO powder. Der Wirkungsgrad ηO(tot.) gibt das Verhältnis des mit der gesam-
ten Schmelze reagierenden Sauerstoffs zu der eingeblasenen Menge an. Im Gegensatz
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zu ηO(C) enthält ηO(tot.) auch die Oxidation von Al, Cr, Mn, Si:
ηO(C) =
nCO
nO gas + nO powder
(6.1)
ηO(tot.) =
nO react
nO gas + nO powder
(6.2)
nCO = ∆nC (6.3)
nO react = ∆nO + ∆nC +
3
2
∆nAl +
3
2
∆nCr + ∆nMn + 2∆nSi (6.4)
Bei der Berechnung von Gleichung (6.4) wird die Eisenverschlackung nicht berück-
sichtigt. Die Verschlackung von Eisen ist nur über den Anstieg der Gehalte der Le-
gierungsmittel zu berechnen, diese sind jedoch veränderlich. Eine Stoffbilanz ist da-
hingehend fehlerbehaftet, da der Zustand der Schlacke während der Versuche nicht
analysiert werden konnte. Bis zur Entnahme der Stahlprobe wurde die Schlacke bis
auf den stückigen Anteil reduziert. Die Schlackenstücke reagierten sehr langsam und
wurden meist Teil des Schlackenkranzes, siehe Abbildung 6.24, der nur dann Berüh-
rung mit der Schmelze hatte, wenn diese durch die Badbewegung dagegen geworfen
wurde. Darüber hinaus erhöhte das Einbringen von Metalloxid die Eisenmenge und
geringfügig die Chrommenge der Schmelze und hat damit einen Verdünnungseffekt
auf die Legierungselemente.
In den Versuchen im Vakuuminduktionsofen wurde ausschließlich Fraktion Nr. 5 des
Pulvers eingesetzt. Die Zusammensetzung aus Tabelle 6.4 ergibt den spezifischen
Sauerstoffgehalt von xOPulver = 1,696 und eine molare Masse von MPulver =
108,63 gmol . Analog sind 100 g dieser Fraktion in der Lage 17,50 Nl O2 der Aufblas-
lanze bei vollständiger Umsetzung zu ersetzen.
6.6.1. Reaktionsgleichgewicht
Der Vorteil von Versuchen im Vakuuminduktionsofen des Vakuum Stahl Zentrums ist
die Möglichkeit der Analyse zu nahezu jedem Prozessschritt. So kann der Ist-Zustand
der Schmelze mit dem theoretisch erreichbaren thermodynamischen Gleichgewicht
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verglichen werden.
Abbildung 6.32 zeigt einen Vergleich der nach Abschnitt 3.1 berechneten Lini-
en des [C]-[O]-Gleichgewichtes bei 18 Gew.-% Chrom. Die Prozesspunkte sind in
vier Gruppen (1-4) entsprechend ihres Drucks und der Temperatur kategorisiert. Als
Symbole sind die mit Stahlprobe und Celox R© gemessenen [C]-[O]-Wertepaare auf-
getragen. Gefüllte Symbole stehen für kombiniertes Einblasen und offene für Blas-
perioden nur mit Sauerstoffgas. Zwischen den beiden Entkohlungsarten lässt sich
kein signifikanter Unterschied in der Abweichung vom Gleichgewicht erkennen. Eine
weiter zufällige Gemeinsamkeit sind die Start-Kohlenstoffgehalte der Prozesspunk-
te: 1 startet bei [C]Start > 0,42 Gew.-%, 2 bei [C]Start > 0,39 Gew.-%, 3 bei
[C]Start < 0,38 Gew.-% und 4 bei [C]Start = 0,22 Gew.-%. Bis auf Punkt 4 wei-
chen alle Messwerte nach oben von dem Gleichgewichtsverlauf ab. Das heißt, die
Versuche zur VOD-Simulation haben den thermodynamisch minimal erreichbaren
Kohlenstoffgehalt nicht erreicht.
Durch prozessbedingte Schwankungen unterscheiden sich die einzelnen Blasperioden
in Druck und Temperatur, so dass die vier Kategorien in Abbildung 6.32 nicht exakt
dem Prozesspunkt der Messwerte entsprechen. Daher ist in Abbildung 6.33a für je-
den Messpunkt der Sauerstoffgehalt im Gleichgewicht, bei individuellem Druck und
Temperatur, berechnet. Es ist eine negative Abweichung der Messwerte von der völ-
ligen Übereinstimmung (Strich-Punkt-Linie) zu erkennen, das Gleichgewicht wurde
also in den Versuchen nicht erreicht. Abbildung 6.33b stellt die prozentuale Abwei-
chung des Messwertes von dem theoretischen Sauerstoffgehalt dar. Teilweise treten
Abweichungen von über 100 % auf. Die Bedingungen, die zu solchen Abweichungen
führen können, werden im Abschnitt 6.6.2 genauer betrachtet.
Aus dem Vergleich der gemessenen Sauerstoffgehalte mit den thermodynamisch be-
rechneten, zeigt sich, dass die Schmelze in den meisten Blasperioden an gelöstem Sau-
erstoff übersättigt ist. Dies kann zu der Vermutung verleiten, dass die Durchmischung
in dem Vakuuminduktionsofen nicht stark genug war, um den Kohlenstoff an die
Reaktionsgrenzfläche zu transportieren. Nach der theoretischen Vorstellung nimmt
die Kraft für den Diffusionsausgleich mit sinkendem Konzentrationsgefälle ab. Das
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führt zu einem nachlassenden Transport von Kohlenstoff an die Reaktionsgrenzfläche
durch Diffusion. In einer gut durchmischten Schmelze kann die Diffusion von der
erzwungenen Konvektion überlagert werden. Abbildung 6.33c stellt die Abweichung
des gemessenen Sauerstoffgehaltes von dem thermodynamischen Gleichgewicht über
den Kohlenstoffgehalt vor der Blasperiode dar. Es ist eine exponentielle Zunahme
der Abweichung mit steigendem Kohlenstoffgehalt zu erkennen. Bei vergleichbaren
Randbedingungen wurde bei den Versuchen im Vakuuminduktionsofen der thermody-
namisch minimale Kohlenstoffgehalt eher bei geringen [C]Start erreicht als bei höhe-
ren. Daraus folgt, dass ein kinetisches Hemmnis durch [C]Start < [C]kritisch für die
Entkohlung nicht eingetreten ist. Die Durchmischung ist sowohl beim kombinierten
als auch beim reinen Einblasen von Sauerstoffgas ausreichend, um die abnehmende
Diffusion bei geringen Kohlenstoffgehalten zu überlagern. Die in Abbildung 6.32
erkennbare Abweichung bei [C]Start > 0,25 Gew.-% ist durch verfahrensspezifische
Umstände im Vakuuminduktionsofen zu begründen. So wurde bei allen Blasperi-
oden innerhalb von 12 min zunächst die Probennahme und weitere 12 min später
die Celox R©-Messung durchgeführt. Ein klarer Zusammenhang zwischen diesen Zeit-
punkten und der Abweichung vom Gleichgewicht ist analytisch nicht herzustellen.
Außerdem wurde zum Sicherstellen der Probennahme nach den Blasperioden das
Spülgas und die Induktion ausgeschaltet und damit die Durchmischung der Schmelze
unterbrochen. Dadurch ist es möglich, dass in der Zeit zwischen den Messungen des
[C]- und [O]-Gehaltes die obere Schicht der Schmelze mit Sauerstoff aus der Schlacke
angereichert wurde. Auch der für die Probennahme notwendige höhere Kesseldruck
steigert die theoretische Sauerstoöslichkeit der Schmelze. Die Abweichungen vom
thermodynamischen Gleichgewicht sind daher nicht zwangsläufig auf eine ungünstige
Prozessführung bei der Entkohlung zurückzuführen.
Die gemessenen Werte für gelösten Sauerstoff beruhen auf der Messung der Sauer-
stoffaktivität mit Celox R©-Sonden. Bei niedrig legierten Stahlschmelzen entspricht die
Sauerstoffaktivität ungefähr dem tatsächlichen Massenanteil von gelöstem [O]. Die
Schmelzen in dieser Arbeit weisen jedoch einen hohen Chrom- und Kohlenstoffge-
halt auf, so dass diese Proportionalität nicht mehr gegeben ist. Mit Umrechnung der
Aktivität nimmt die Genauigkeit der Werte um die Unschärfe der empirisch ermittel-
ten Wechselwirkungsparameter ab. Werden Parameter anderer Forscher verwendet,
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Abbildung 6.32.: Messwerte im Vergleich mit dem Verlauf des [C]-[O]-
Gleichgewichtes; Prozesspunkte: 1: 1550 ◦C/0,2 bar;
2: 1600 ◦C/0,3 bar 3: 1600 ◦C/0,2 bar; 4: 1600 ◦C/0,1 bar
(a) Sauerstoffgehalt: GG gegen gemessen (b) Abweichung vom GG
(c) Abweichung des Sauerstoffgehaltes
vom GG gegen [C]Start
Abbildung 6.33.: Vergleich der Messungen mit dem [C]-[O]-Gleichgewicht (GG)
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so kann eine gemessene Aktivität durchaus einen um mehrere Prozent abweichen-
den Massenanteil liefern. Daher finden Celox R©-Messungen bei der Herstellung von
hochlegierten Schmelzen bislang kaum Einsatz, [111]. In dieser Arbeit werden die
aus den Aktivitätsmessungen berechneten Sauerstoffgehalte des Schmelzenzustan-
des mit dem thermodynamischen Gleichgewicht verglichen. Für die Berechnung des
Sauerstoffgehaltes im Gleichgewicht auf Grundlage der funkenspektrometrisch gemes-
senen Kohlenstoffgehalte werden die gleichen Wechselwirkungsparameter verwendet
wie bei der Umrechnung der Sauerstoffaktivität. Der Vergleich der Sauerstoffgehalte
in Abbildung 6.33 ist aufgrund der selben Fehlerquelle aus den Wechselwirkungspa-
rametern daher möglich.
6.6.2. Entkohlungsrate und Sauerstoffwirkungsgrad
Das Entkohlen mit gasförmigem Sauerstoff liefert im ersten Versuch eine reprodu-
zierbare Entkohlungsrate von 84108 ppmmin . Die schwache Entkohlung in Blasperi-
ode (B), siehe Abbildung 6.34a, ist zurückzuführen auf den erhöhten Druck von
300 mbar und der dadurch verstärkten Schlackenbildung. Hinzu kommt der gerin-
gere O2-Volumenstrom beim Start. Der Prozess erreicht in der Periode nahezu das
[Cr]-[C]-[O]-Gleichgewicht und die Schlackenbildung ist thermodynamisch vorgege-
ben. Der Wirkungsgrad ηO(C) in den Abschnitten (C), (D) und (E) variiert zwischen
2836 %. Alle drei Perioden zeigen eine ähnlich geringe Abweichung vom Gleichge-
wicht, siehe Abbildung 6.33b.
VOD-Versuch 2 liefert in der Blasperiode (B) die Entkohlung mit reinem Metalloxid,
siehe Abbildung 6.34b. Im Vergleich zum O2-Blasen (untere gestrichelte horizon-
tale Linie) ist die Entkohlungsrate mit 31,9 ppmmin eher gering. Die Wirkungsgrade
liegen jedoch auf einem etwas höheren Niveau mit ηO(C) = 42 %. Die anschlie-
ßende Blasperiode (D) musste wegen der verstopften Lanze abgebrochen werden.
Die exakte eingebrachte O2-Menge in (D) war schwer abzuschätzen. Es folgte aus
Sicherheitsgründen zeitnah eine Temperatur-/Celox R©-Messung. Durch diese Unre-
gelmäßigkeiten liegt die Periode mit knapp 90 % weit vom Gleichgewicht entfernt. Es
ist anzunehmen, dass die Schmelze und Schlacke durch das Metalloxidpulver aus Pe-
6.6. Diskussion und Auswertung der VOD-Simulation 123
riode (B) stark mit Sauerstoff übersättigt waren und während der Störung (C) weiter
reagierten. Jedoch schlugen die Stahlprobe und Celox R©-Messung nach der Störung
(C) fehl. Daher sind die Perioden (B), (C) und (D) gemeinsam bilanziert. Die Entkoh-
lungsgeschwindigkeit ist durch den langen Zeitraum der Störung für die gemeinsame
Bilanzierung entsprechend klein. Wegen der Lanzenverstopfung war hauptsächlich
das Metalloxidpulver der Sauerstoieferant in den Perioden (B), (C) und (D). Die
Wirkungsgrade der gemeinsamen Bilanzierung bis zum Versuchsabbruch bestätigen
die Reaktion der Schlacke, ηO(C) steigt, während ηO(tot.) fällt.
Das kombinierte Blasen von Metalloxid und Sauerstoff erreicht in Versuch 3, Abbil-
dung 6.34c, trotz geringerem O2-Volumenstrom eine Entkohlungsrate von 105
ppm
min
in den Perioden (B) und (D). In beiden Fällen liegt der totale Wirkungsgrad bei
etwa 50 % und der Entkohlungswirkungsgrad bei 25 %. In der ersten Blasperiode (B)
wurde eine große Menge an stückiger Schlacke erzeugt, die sich in der anschließen-
den Spülphase nahezu vollständig auflösen ließ. Dies erklärt die große Abweichung der
Messwerte vom Gleichgewicht, mit über 100 % für Periode (B) in Abbildungen 6.32
und 6.33. Die Spülperiode (C) konnte die Abweichung auf 54 % reduzieren. Die ers-
ten beiden kombinierten Blasperioden halbierten den Kohlenstoffgehalt der Schmelze
bereits auf 0,22 Gew.-%. Während der Sauerstoffblasperiode (E) wurde daher der
Druck gesenkt, um eine übermäßige Chromverschlackung zu vermeiden. Mit einem
Endkohlenstoffgehalt von 0,081 Gew.-% liegt die Abweichung vom thermodynami-
schen Gleichgewicht nur noch bei 14 %. Bei einem solchen Kohlenstoffniveau ist eine
Abnahme der Entkohlungsgeschwindigkeit durch den Stofftransport in der Schmelze
zu begründen. Dennoch ist die Leistung des Spülsteines ausreichend, um die Schmelze
nahe am theoretisch erreichbaren [Cr]-[C]-[O]-Gleichgewicht zu halten.
Der an den Tiegel gesinterte Schlackenrest des Versuchs Nr. 4 konnte vor Beginn
der Bilanzierung in Abbildung 6.34d vermutlich vollständig reduziert werden. Ein
verbliebener Rest hätte einen positiven Einfluss auf die Wirkungsgrade, da dessen
zusätzlicher Sauerstoff nicht bilanziert werden kann. In der kombinierten Blasperi-
ode (C) liegen ηO(tot.) und ηO(C) geringfügig unterhalb des Mittelwertes. Dagegen
überschreitet die Entkohlungsrate den Mittelwert des kombinierten Entkohlens (obe-
re horizontale Strich-Punkt-Linie). Da für Blasperiode (E) das Gegenteil zutrifft, ist
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(a) VOD-Versuch 1 (b) VOD-Versuch 2
(c) VOD-Versuch 3 (d) VOD-Versuch 4
(e) VOD-Versuch 5 (f) Mittelwerte
Abbildung 6.34.: Entkohlungsrate und Sauerstoffwirkungsgrad der VOD-Simulation
im 100 kg-Vakuuminduktionsofen des IEHK
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eine Aussage über die Ursache nicht zu treffen. Maßgeblich unterscheidet sich dieser
Versuch von seinen Vorgängern durch die exaktere Druckregelung. Während in den
Versuchen 1 bis 3 ein starker Abfall des Kesseldruckes beim Öffnen des Ventils zum
Aufkochen der Schmelze führte, konnte bei dem Versuch der Druck über den Bypass
konstant gehalten werden. Dementsprechend fehlt in diesem Versuch der Effekt der
Durchmischung während des Aufkochens, allerdings folgt der Druck keiner Säge-
zahnkurve, was den Prozess näher an das Gleichgewicht bringen kann. Allerdings
weichen beide Entkohlungen mit 80 % und 60 % verhältnismäßig weit vom Gleich-
gewicht ab. Verursacht durch starkes Spritzen, wuchs ein dicker Schlackenkranz am
Tiegelrand. Hierdurch wäre der schlechte Wirkungsgrad in der Periode (C) zu erklä-
ren. Allerdings bildete sich durch das Spritzen in Periode (E) eine Brücke zwischen
Rand und Lanze, so dass auch hier von Sauerstoffverlusten ausgegangen werden muss.
Diese wirken sich aber nicht negativ auf die Wirkungsgrade aus. Möglicherweise ist
die Verzögerung bei der Probennahme verantwortlich für dieses untypische Verhalten.
Für den VOD-Versuch 5 wurde eine Erhöhung des O2-Volumenstroms von 50 %
auf 30 Nlmin in Periode (B) gewählt. Gleichzeitig erhöhte sich die Spülgasmenge auf
knapp 30 Nmlmin . Daraus resultiert eine Erhöhung der Entkohlungsrate um 36 %, aber
die Wirkungsgrade verändern sich kaum. Hieran ist zu erkennen, dass bei hohem
Kohlenstoffgehalt die Entkohlungsgeschwindigkeit vom Antransport des Sauerstoffes
abhängt. Da sich die Wirkungsgrade kaum ändern, zeigt sich, dass der Entkohlungs-
prozess im 100 kg-Vakuuminduktionsofen noch Potential besitzt. Die anschließende
kombinierte Blasperiode (C) zeigt eine deutliche Erhöhung der Entkohlungsrate im
Gegensatz zum reinen O2-Blasen von 70 %, bei einer zusätzlichen Sauerstoffmenge
durch das Metalloxidpulver von ebenfalls 70 %. Außerdem sind verbesserte Wirkungs-
grade zu beobachten. Im Gegensatz zu Versuch 4 scheint die genaue Druckregelung
in Kombination mit der stärkeren Spülrate eine deutliche positive Auswirkung zu ha-
ben. Periode (E) sollte die Möglichkeit der Nutzung von Metalloxidpulver auch im
Tiefvakuum beweisen. Abgesehen von der stark turbulenten Reaktion und dem hefti-
gen Spritzen durch den zur Förderung notwendigen hohen O2-Volumenstrom, konnte
keine negative Auswirkung festgestellt werden. Die Entkohlungsrate liegt leicht un-
terhalb des Mittelwertes, bei einem auffallend hohen totalen Wirkungsgrad. Bei einer
Entkohlung von 0,129 Gew.-% auf 0,056 Gew.-% verlor die Schmelze vergleichbar
D. Rzehak
126 6. Versuche im Technikum
viel Chrom wie andere kombinierte Blasperioden, siehe (TV) in Abbildung 6.35a.
Jedoch steht dem auch eine geringere Menge an eingeblasenem Sauerstoff gegenüber,
der den Unterschied in ηO(tot.) erklärt.
(a) Entkohlungsrate gegenüber Chromverlust (b) spezifische Entkohlungsrate
Abbildung 6.35.: Entkohlungsrate gegenüber Chromverlust und spezifische gemit-
telte Entkohlungsrate der VOD-Simulationsversuche am IEHK
(TV: Tiefvakuum)
Der Chromverlust gilt als ein entscheidender Kennwert beim VOD-Prozess, Ab-
bildung 6.35a stellt ihn der Entkohlungsgeschwindigkeit der Versuche gegenüber.
Das kombinierte Blasen fällt durch höhere Chromverluste auf, bei gleichzeitig star-
ker Streuung. Vergleichbar mit dem reinen Sauerstoffblasen ist die Periode, die nur
mit Metalloxidpulver entkohlt wurde. Es bleibt die Frage zu klären, warum bei der
kombinierten Nutzung der Chromverlust ansteigt. Möglicherweise liegt hier eine zu
starke Übersättigung des Brennfleckes mit Sauerstoff vor. Es war beim kombinierten
Entkohlen die Bildung einer zähen Schlacke zu beobachten. Diese blieb zu einem Teil
mit unbekannter Menge am Tiegelrand haften, wegen der bereits erwähnten Bad-
überhöhung eines Induktionsofens. Ein anderer Teil wurde emulgiert und reagierte
direkt oder in einer anschließenden Spülperiode mit der Schmelze. Der am Tiegel-
rand klebende Teil muss aus thermodynamischer Sicht reich an Chromoxid sein.
Innerhalb dieser Arbeit fehlte die Möglichkeit eine Schlackenprobe aus dem Tiegel zu
entnehmen. Selbst mit der chemischen Analyse der Schlacke bleibt das Gewicht des
Schlackenkranzes unbekannt und damit eine komplette Bilanzierung fehlerbehaftet.
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Abbildung 6.34f zeigt den Mittelwert der Entkohlungsperioden im Vergleich. Für
reines Einblasen von Metalloxid konnte kein Mittelwert gebildete werden, da nur ein
Versuch existiert. Bei der Bildung des Mittelwertes sind die Ergebnisse der gemein-
sam bilanzierten Periode (g) von VOD-Versuch 2 und der Periode (E) des VOD-
Versuchs 5 nicht berücksichtigt, da diese Sonderrollen einnehmen. Es ist zu erken-
nen, dass die kombinierte Entkohlung, trotz eines um 11,9 % geringerem ηO(C), die
Entkohlungsrate um 19,0 % steigert. Diese Beobachtung passt zu der in Abbildung
6.35a gemachten Aussage der höheren Chromverschlackung. Um zu überprüfen, ob
die beschleunigende Wirkung bei der kombinierten Entkohlung mit Metalloxid allein
auf der Tatsache einer Erhöhung der Sauerstoffzufuhr beruht, wird die spezifische
Entkohlungsrate berechnet, siehe Abbildung 6.35b. Die spezifische Entkohlung sei
das Verhältnis von ∆C∆t zu der eingesetzten Sauerstoffmenge (nOGas +nOPulver) in
ppm
min ·mol . Aus den geringen Unterschieden der drei Aufblasarten kann dem kombinier-
ten Entkohlen kein außerordentlicher Effekt wie zum Beispiel erhöhte Keimbildung
zugeschrieben werden. Als Ausreißer ist Blasperiode E aus Versuch 5 eingetragen.
Durch die starke Turbulenz während des Einblasens scheint das Metalloxidpulver und
die Schlacke besser mit der Schmelze in Kontakt zu treten. Dies führt zu einer höhe-
ren spezifischen Entkohlung als bei allen anderen Versuchen. Im Mittel bewirkt das
Einblasen von Metalloxid im Vakuuminduktionsofen eine effektive Erhöhung der Sau-
erstoffzufuhr um 32 %, aus der eine beschleunigte Entkohlungsrate von 19 % folgt.
6.6.3. Zusammenfassung und Erkenntnisse der
VOD-Simulation
Die Erweiterung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens am Institut für Eisenhüttenkun-
de zu einer vollständigen VOD-Anlage im Technikum-Maßstab ist innerhalb dieser
Arbeit gelungen. Es konnten Erkenntnisse zur Simulation des VOD-Prozesses in einer
solchen Anlage gesammelt werden. Eine kombinierte Entkohlung mit Sauerstoffgas
und Metalloxidpulver durch eine Aufblaslanze kann ohne Beeinträchtigungen der Pro-
zesssicherheit durchgeführt werden. Die Beschleunigung der Entkohlung ist zu beob-
achten, diese wurde jedoch bei den meisten Versuchen nur durch den zusätzlichen
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chemisch gebundenen Sauerstoff verursacht.
Die Blasperioden lassen sich innerhalb und auch zwischen verschiedenen Versuchen
reproduzieren. Eine Reinigung des Tiegels durch die Baderhöhung und das Reduzieren
des Schlackenkranzes ist unbedingt notwendig, um den folgenden Versuch nicht zu
beeinträchtigen.
Eine weitere wichtige Erkenntnis ist, dass die Schlacke zum großen Teil nicht mehr
an der Entkohlung teilnimmt, da sie an den Rand gedrückt wird und dort den Schla-
ckenkranz aufbaut. In den Versuchen ist eine erhöhte Schlackenbildung während des
kombinierten Einblasens zu erkennen. Vermutlich lag die Fördergeschwindigkeit des
Pulvers zu hoch und verursachte so eine Übersättigung der Schlacke mit Metalloxid-
pulver, welches zum Teil an der Tiegelwand für den Prozess verloren geht. Die ersten
vier Versuche wurden im sicheren Betrieb ohne übermäßiges Spritzen durchgeführt.
Der niedrige Wirkungsgrad des Pulvers und die geringe Entkohlungsrate kann mit der
reduzierten Durchmischung von Schlacke und Schmelze begründet werden. Denn bei
VOD-Versuch 5 erzeugte sowohl der angehobene Sauerstoffvolumenstrom als auch
die höhere Spülgasrate stärkeres Spritzen und eine deutliche Beschleunigung der Ent-
kohlung. Auf diese Weise kann im Kompromiss mit der Betriebssicherheit des Ofens
die Durchmischung und damit die Entkohlung beschleunigt werden, bis die kinetische
Grenze der CO-Blasenbildung bei reinem O2-Blasen erreicht ist. Ist diese Prozess-
grenze erreicht, kann die keimbildende Wirkung des Metalloxidpulvers eine Zunahme
der Entkohlungsgeschwindigkeit im VOD-Prozess bedeuten.
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Dieser Teil der Arbeit ist im Rahmen des Research Fund for Coal and Steel  (RFCS)
in Kooperation mit verschiedenen europäischen industriellen Partnern entstanden.
Unter dem Titel Resource-saving operation of stainless steel refining in VOD and
AOD process mit der Vertragsnummer RFSR-CT-2007-00007 wurde das Projekt im
Juni 2010 erfolgreich beendet. An dieser Stelle richtet sich der Dank des Autors an
den RFCS der EU für die Finanzierung des Forschungsvorhabens und an die Partner
ACRONI, d.o.o., SMS Mevac GmbH und VDEh-Betriebsforschungsinstitut GmbH für
die Unterstützung [98]. Teile dieser Arbeit und des Forschungsvorhabens sind bereits
in [112] und [113] veröffentlicht worden.
Die folgenden Abschnitte sind Beiträge zu dem oben genannten Forschungsprojekt,
[98]. Die Versuche in Abschnitt 7.1 wurden im Arbeitspaket 3.3 durchgeführt, um
den Effekt des Metalloxidpulvers auf den VOD-Prozess zu untersuchen. Das in Ab-
schnitt 4 entwickelte Modell diente in dem Arbeitspaket 4.3 zur Sollwert-Berechnung
für den Einsatz des Metalloxidpulvers. Dieses Modell wurde mit den Daten evaluiert,
die während der Versuche ermittelt wurden, siehe Abschnitt 7.2.
7.1. Versuche im industriellen Maßstab
Bei den Versuchen im Stahlwerk von ACRONI, d.o.o. in Jesenice, Slowenien, wurde
das Pulver in einer Reihe von Schmelzen während der Produktion eingeblasen. Ziel
war es, den Einsatz von Metalloxidpulver zur Beschleunigung des VOD-Prozesses zu
untersuchen. ACRONI, d.o.o. stellt mit einem Elektrolichtbogenofen, einer Zwillings-
VOD-Anlage mit Pfannenofen und einer Brammen-Stranggussanlage ein Produkt-
spektrum von unlegiertem Baustahl bis hin zu hochlegiertem rost-, säure- und hitze-
beständigem Edelstahl her. Die VOD-Anlage des Werkes verfügt über ein pneumati-
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sches Fördersystem, mit dem durch eine separate Lanze parallel zum Sauerstoff das
Metalloxidpulver auf die Schmelze geblasen werden kann. Als Fördergas wird Argon
verwendet. Der Entkohlungsvorgang stellt in einem Stahlwerk oft das Nadelöhr dar, so
dass eine Beschleunigung durch den zusätzlichen Sauerstoff oder eine Verstärkung der
CO-Blasenbildung durch die Pulverpartikel als exogene Keimstellen die Produktivität
des Werkes erhöhen kann. Gleichzeitig spart eine Verkürzung der Behandlungsdauer
Energie, zum Beispiel durch kürzere Laufzeit der Dampfstrahlpumpen. Neben einer
schnelleren Entkohlung wird auch untersucht, ob das Pulver einen positiven Effekt
auf das Entfernen von Stickstoff hat.
7.1.1. Versuchsplanung und -durchführung
Um den Effekt des Pulvers und den optimalen Zeitpunkt der Pulverinjektion zu un-
tersuchen, wurde ein Versuchsprogramm mit vier Einblasvarianten entwickelt. Abbil-
dung 7.1 zeigt den Verlauf der Entkohlung des VOD-Prozesses bei ACRONI, d.o.o.
und die vier Einblasvarianten des Versuchsprogramms. Als VOD-Start ist der Beginn
des Sauerstoff-Aufblasens bei einem Kesseldruck von um 200 mbar definiert. Nach
etwa zwei Drittel der Sauerstoffmenge werden zusätzlich zu den Wasserringpumpen
die Dampfstrahlpumpen eingeschaltet und das Evakuieren bis zum Tief Vakuum
mit ca. 1 mbar beginnt.
VOD Start O2-StopTief Vakuum
Periode I Periode II Periode III
VOD Ende
3. Pulver-Blasen O2-Blasen
2. Pulver-Blasen
O2-Blasen{
4. P. B.
O2-Blasen{
Pulver-Blasen
O2-Blasen{1.
Abbildung 7.1.: Einblasvarianten der Versuchsschmelzen
Die folgende Liste beschreibt die Einblasvarianten aus Abbildung 7.1:
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1. Starten mit reinem Sauerstoff-Blasen und Vakuumbehandlung; nach 250 Nm3
Sauerstoff: kombiniertes Einblasen von 1000 kg Metalloxidpulver.
2. Mit dem Start des Sauerstoff-Blasens und der Vakuumbehandlung: kombinier-
tes Einblasen von 1000 kg Metalloxidpulver; Anschließend Standard-Behandlung.
3. Mit dem Start der Vakuumbehandlung: Einblasen von 400 kg Metalloxidpulver;
Anschließend Standard-Behandlung.
4. Standard-Behandlung bis zum Einschalten der Dampfstrahler; beim Unter-
schreiten von 100 mbar: Einblasen von bis zu 200 kg Metalloxidpulver.
Tabelle 7.1a zeigt die Anzahl der durchgeführten Versuchsschmelzen je Einblasvari-
ante. Nicht aufgeführt sind sechs Schmelzen, in denen die pneumatische Förderanla-
ge nicht korrekt funktionierte und kein bzw. unzuverlässig Metalloxidpulver gefördert
wurde. Außerdem stellte sich heraus, dass die Anlage nicht in der Lage ist, Pulver bei
einem Kesseldruck unterhalb von 100 mbar einzublasen. Das Dosierventil der Förder-
anlage schloss in dem Fall nicht korrekt und die Anlage stoppte das Einblasen. Daher
musste der erste Versuch zu Variante 4 abgebrochen und aus dem Versuchsprogramm
gestrichen werden.
Tabelle 7.1.: Einordnung der Versuchsschmelzen
(a) Versuchsschmelzen in der jewei-
ligen Einblasvariante
Einblas-
variante
Anzahl der
Schmelzen
1 5
2 9
3 2
ohne 96
Summe 112
(b) Einordnung der Versuchsschmelzen nach
Qualität in Stahlgruppen
Anzahl der Schmelzen
Stahl-
gruppe
Pulverblasen
ohne mit Summe
Cr 4 3 7
Cr-Ni 92 14 106
Hoch-Cr 4 2 6
Summe 100 19 119
Die Stahlqualitäten der Versuchsschmelzen sind nicht identisch und weichen zum
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Teil in ihrem Produktionsweg voneinander ab. Zur Übersicht sind die Schmelzen in
Tabelle 7.1b in drei Stahlgruppen eingeteilt. Der Großteil sind Cr-Ni-Stähle, mit
1820 Gew.-% Chrom, 812 Gew.-% Nickel, 2 Gew.-% Mangan und bis zu 1 Gew.-%
Silizium (z.B. 1.4307, 1.4404, 1.4541, 1.4571). Die nächsthäufigere Gruppe sind die
Hoch-Cr-Stähle mit 2126 Gew.-% Chrom, 622 Gew.-% Nickel, 2 Gew.-% Man-
gan und bis zu 2 Gew.-% Silizium (z.B. 1.4462, 1.4835, 1.4841). Eine Sonderrol-
le nimmt die Cr-Gruppe ein. Die Qualität 1.4725 enthält 17 Gew.-% Chrom und
4 Gew.-% Aluminium. Diese Schmelze wird aus einer nahezu unlegierten Basisschmel-
ze aufgebaut und ein hoher Anteil an Chrom legiert. Es ist davon auszugehen, dass
diese große Menge an Legierungsmittel erst während der VOD-Behandlung schmilzt
und so eine Massen- und Energiebilanzierung über den Prozess sehr ungenau macht.
Daher enthalten die 16 Versuchsschmelzen in Tabelle 7.1a nur die Schmelzen der
Stahlgruppen Cr-Ni und Hoch-Cr. Beide werden aus chromhaltigem Schrott im
Elektrolichtbogenofen hergestellt.
7.1.2. Auswertung der Versuchsschmelzen
Zur Auswertung wurden die zyklischen Prozessdaten der VOD-Anlage in Microsoft
Excel R© importiert und mittels VBA R© ausgewertet. Um eine Entkohlungsrate zu de-
finierten Abschnitten der VOD-Behandlung zu erhalten, wurden die Werte der Ab-
gasmengenmessung und der Abgasanalyse nach Gleichung (7.1) integriert. Mit dem
Schmelzengewicht mSchmelze wurde die Entkohlungrate
∆nC
∆t in
mol
min nach Gleichung
(7.2) zu ∆C∆t in
ppm
min umgerechnet. Dies war nötig, um die berechneten Werte mit
den gemessenen Werten der Stahlanalyse vor und nach der VOD-Behandlung zu
vergleichen.
∆nC
∆t
=
∫
V˙Abgas · (vCO + vCO2) dt
∆t
(7.1)
∆C
∆t
=
∆nC
∆t
· MC
mSchmelze
(7.2)
Da das Stahlwerk nach dem Abschlacken und vor der VOD-Behandlung das Schmel-
zengewicht mSchmelze nicht messen konnte, musste es aus dem Gewicht der ge-
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gossenen Brammen, den Kopf- und Fußabschnitten, sowie einem konstanten Rest in
Tundisch und Pfanne berechnet werden. Das mittlere Gewicht der Versuchsschmelzen
lag bei 84,54 t mit einer Standardabweichung von 4,64 t. Abbildung 7.2 vergleicht
die aus dem Abgas integrierte Entkohlungsrate mit der aus den Stahlproben berech-
neten. Gründe für Abweichungen sind die schwankende Abgasmengenmessung sowie
Ungenauigkeiten in dem berechneten Schmelzengewicht. Dennoch ist die Überein-
stimmung groß genug, um verlässliche Entkohlungsgeschwindigkeiten aus der Abgas-
analyse zu erhalten.
Abbildung 7.2.: Vergleich der Entkohlungsrate, berechnet aus der Abgasanalyse und
den Stahlproben
Für die folgende Auswertung war es notwendig die Entkohlungsraten auf eine O2-
Blasrate von 800 Nm
3
h zu normieren, um den Einfluss unterschiedlicher O2-Blasraten
zu eliminieren. Unterschiedliche Durchflussraten der Sauerstoffaufblaslanze resultie-
ren unter anderem aus den abweichenden Startbedingungen und den verschiedenen
Erfahrungen der VOD-Operatoren.
Die aus der Abgasanalyse berechnete Entkohlungsgeschwindigkeit ermöglicht eine
Berechnung des Kohlenstoffgehaltes zu jedem Zeitpunkt des VOD-Prozesses. In den
Abbildungen 7.3 und 7.4 sind die Verläufe der Entkohlungsgeschwindigkeit und des
Kohlenstoffgehaltes am Beispiel von zwei Schmelzen dargestellt. Neben den Verläu-
D. Rzehak
134 7. Industrieteil
fen sind noch die Zeiten der Perioden 1 bis 3, sowie der Vorgang des Pulverblasens
(PB) eingezeichnet. Der Versuchsschmelze mit Pulverblasen nach Variante 2 (mit
PB V2) ist eine Referenzschmelze ohne Pulverblasen (ohne PB) mit ähnlichen
Prozessbedingungen zugeordnet. Besonders die Startgehalte von Kohlenstoff und Si-
lizium sowie die Anzahl der Spülsteine waren entscheidende Merkmale. Diese Pro-
zessbedingungen sind in der Tabelle 7.2 aufgelistet. Die Werte für den Sauerstoff-
und Argondurchfluss beziehen sich auf die Periode 1, da in dieser maßgeblich die Ent-
kohlung stattfindet. Ein großer Unterschied ist die Starttemperatur TStart mit einer
Abweichung von 108 ◦C. Allerdings wartete die Referenzschmelze nach der Tempera-
turmessung beim Abstich aus dem Elektrolichtbogenofen knapp 120 min, bevor die
VOD-Behandlung begann. Eine zweite Messung der Temperatur vor VOD fand nicht
statt. Es ist aber von einem merklichen Temperaturverlust auszugehen, so dass die
tatsächliche Abweichung von TStart der Schmelzen geringer als 50 ◦C sein sollte.
In Abbildung 7.3 ist ein großer Unterschied zwischen den Entkohlungsraten zu Be-
ginn des VOD-Prozesses zu erkennen. Die Versuchsschmelze mit dem kombinierten
Blasen von Sauerstoffgas und Metalloxidpulver nach Einblasvariante 2 erreicht sehr
schnell eine Entkohlungsgeschwindigkeit von über 14 mols . Bei der Referenzschmelze
hingegen startet die Entkohlung etwas verzögert. Das Zuschalten der Dampfstrahl-
pumpen erfolgt in etwa zu der selben Zeit, jedoch muss bei der Schmelze ohne Pulver-
blasen länger Sauerstoffgas geblasen werden. Dies ist an der Verschiebung des Endes
von Periode 2 zu erkennen. Der Kohlenstoffgehalt der Schmelze, siehe Abbildung
7.4, berechnet sich aus der Entkohlungsrate und dem ermittelten Stahlgewicht. Durch
Ungenauigkeiten, insbesondere des Stahlgewichtes, ist die Quantität dieses Kohlen-
stoffgehaltes fehlerbehaftet und kann in einigen Fällen sogar negative Werte am Ende
der VOD-Behandlung erreichen. Allerdings kann das Niveau der Entkohlungsrate und
die Steigung des Kohlenstoffgehaltes im Vergleich mit der Referenzschmelze als Indiz
für eine Beschleunigung der Entkohlung dienen.
Die Entkohlungsraten aller Versuche sind in Abbildungen 7.5 und 7.6 gemittelt
und aus dem oben beschriebenen Grund normiert dargestellt. Der Fokus der Aus-
wertung liegt auf der Beschleunigung der Entkohlungsreaktion durch das Einbringen
von Metalloxidpulver als zusätzliche Sauerstoffquelle. Besonders in Periode 1 ist der
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Tabelle 7.2.: Prozessbedingungen der Schmelzen in Abbildungen 7.3 und 7.4
Pulver-
blasen
TStart mPulver VO2 V˙O2
Anzahl
Spülsteine
V˙Ar SiStart
◦C kg Nm3 Nm
3
h
Nl
min Gew.-%
mit (V2) 1584 411 716 739 2 97 0,040
ohne 1692* 754 750 2 125 0,030
Abbildung 7.3.: Vergleich des Entkohlungsverlaufes von einer Schmelze mit und
ohne Pulvereinblasen
Abbildung 7.4.: Verlauf des berechneten Kohlenstoffgehaltes von einer Schmelze
mit und ohne Pulvereinblasen
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Herantransport von Sauerstoff an den Kohlenstoff der geschwindigkeitsbestimmende
Schritt des Prozesses. Abbildung 7.5 zeigt eine Erhöhung der Entkohlungsrate durch
das Pulverblasen. Über den kompletten VOD-Prozess ist aus den Stahlanalysen (To-
tal (A)) eine Erhöhung um 16 % und aus der Abgasmessung von 12 % zu erkennen.
Die Standardabweichung der gemittelten Entkohlungsrate variiert von 1020 %. Das
kombinierte Einblasen wirkt sich vor allem in Periode 1 aus, mit einer Beschleunigung
von 14 %, aber auch in den folgenden Perioden 2 und 3 steigt die Entkohlungsrate
um 8 % bzw. 7 %, im Vergleich zu den gemittelten Werten ohne Pulverblasen. Um
den Einfluss der Einblasvarianten zu untersuchen, stellt Abbildung 7.6 die einzel-
nen Einblasvarianten 1 bis 3 gegenüber. Hier ist das Sauerstoffblasen in drei Phasen
unterteilt: vor, während und nach dem Pulvereinblasen. Nach Abbildung 7.1 auf
Seite 130 sollte in Variante 2 keine Phase vor dem Pulverblasen existieren. Diese
wurde allerdings durch anlagentechnische Verzögerungen bei der Pulverförderung er-
zeugt und hat daher eine sehr geringe Entkohlung und starke Streuung. Während des
kombinierten Einblasens wird die Entkohlungsrate bei Variante 1 um 28 % und bei
Variante 2 um 27 % gegenüber Periode 1 ohne Pulverblasen erhöht. Mit zwei Ver-
suchen in Variante 3 ist die Anzahl zu gering, um eine signifikante Aussage treffen
zu können. Beim Vergleich der Einblasvarianten scheint Variante 2 den besten Effekt
auf den gesamten VOD-Prozess zu haben.
Abbildung 7.5.: Vergleich durchschnittliche Entkohlungsrate mit und ohne Zunder-
einblasen, Prozentzahlen geben die Erhöhung im Vergleich zu ohne
Pulver an
7.1. Versuche im industriellen Maßstab 137
Abbildung 7.6.: Vergleich durchschnittliche Entkohlungsrate der verschiedenen Ein-
blasmodi
Eine Erhöhung der Entkohlungsgeschwindigkeit konnte in den obigen Auswertun-
gen nachgewiesen werden. Es bleibt die Frage, ob diese Auswirkung allein auf die
zusätzliche Menge an eingeblasenem Sauerstoff zurückzuführen ist, oder ob auch
kinetische Effekte wie eine bessere Keimbildung eine Rolle spielen. Für Abbildun-
gen 7.7 und 7.8 wurde die Abweichung der Entkohlungsrate ∆C∆t einer kombiniert
entkohlten Schmelze von dem Mittelwert der Entkohlungsrate aller Schmelzen, oh-
ne Pulverblasen, berechnet. Diese Abweichung ist auf der Ordinatenachse über dem
zusätzlichen Sauerstoff, den das Metalloxidpulver liefert, aufgetragen.
Sowohl die Werte aus den Stahlproben, als auch der Abgasmengenmessung (Abgas),
bestätigen in Abbildung 7.7 den Trend, dass die Entkohlungrate des gesamten Pro-
zesses in etwa doppelt so stark zunimmt wie die zusätzliche Menge an Sauerstoff.
Ausgenommen sind bei der Betrachtung die Ausreißer durch die Einblasvariante 3
und eine Schmelze mit hohem Silizium-Startgehalt. Während des Einblasens des Me-
talloxidpulvers konnte eine hohe Zunahme der Reaktionsgeschwindigkeit, von bis zu
75 %, nachgewiesen werden, dies zeigt auch die Aufteilung der Sauerstoffblasperiode
während PB und nach PB in Abbildung 7.8. Die Abweichung von ∆C∆t während
PB hat einen Gradient von ca. 0,8, das heißt die Zunahme der Entkohlung liegt unter-
halb der Menge an zusätzlichem Sauerstoff. Unberücksichtigt bleibt in Abbildungen
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7.7 und 7.8 der Wirkungsgrad des Metalloxidpulvers von etwa 60 %. Bezogen auf die
mittlere ∆C∆t -Zunahme von 2728 % ergibt sich ein effektives zusätzliches Sauerstoff-
angebot von 18,7 %. Diese Auswertung weist dem Einblasen von Metalloxidpulver
einen höheren Nutzen für die Entkohlung im VOD-Prozess zu, als von der zusätzlich
eingebrachten Sauerstoffmenge zu erwarten ist. Hiermit ist ein indirekter Nachweis
der keimbildenden Wirkung für Kohlenmonoxidblasen des Metalloxidpulvers erbracht.
Abbildung 7.7.: Zusätzlicher Sauerstoff (Gasäquivalent) des eingeblasenen Pulvers
im Vergleich zur Erhöhung der Entkohlungsrate
Zuletzt bleibt die Untersuchung der Auswirkung des kombinierten Entkohlens auf
das Entfernen des Stickstoffs aus der Schmelze. Den metallurgischen Grundlagen
folgend [41, 114116], begünstigt eine hohe Spülrate und große Reaktionsfläche zwi-
schen Gas und Schmelze die Entgasung. Durch die exogene Keimbildung an dem
Metalloxidpulver kommt es zu einer vermehrten Bildung von Kohlenmonoxid-Blasen
im Stahl. Daraus kann eine Beschleunigung der Entgasung der Schmelze folgen, da
diese Blasen wie ein Vakuum auf Stickstoff oder Wasserstoff wirken und gleichzeitig
die Reaktionsfläche erhöhen. ACRONI, d.o.o. hat die 90 t-Pfanne mit einem zentri-
schen und zwei exzentrischen Bodenspülsteinen ausgestattet. Eine wirkungsvolle und
schnelle Entfernung des Stickstoffs kann so erzielt werden. In Abbildung 7.9a sollte
der gemessene Argon-Durchfluss in Verhältnis zur Entstickung ∆N gebracht werden.
Durch die Unterschiede der Versuchsschmelzen und die weit streuenden Prozessbe-
dingungen kann nur ein schwacher Zusammenhang zwischen den beiden Parametern
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Abbildung 7.8.: Zusätzlicher Sauerstoff (Gasäquivalent) des eingeblasenen Pulvers
im Vergleich zur Erhöhung der Entkohlungsrate, während und nach
dem Pulverblasen (PB)
identifiziert werden. Ebenso lässt Abbildung 7.9b keine klare Aussage zu einer Aus-
wirkung des Metalloxidpulvers auf die Entgasung der Schmelze zu.
7.1.3. Zusammenfassung
Die Auswertung von Prozessdaten aus den Stahlwerk-Versuchen birgt die Schwie-
rigkeit von teils stark schwankenden Messwerten und kaum reproduzierbaren Rand-
bedingungen. Daher sind quantitative Angaben über den Effekt des Pulverblasens
nahezu unmöglich. Jedoch kann aus den Auswertungen der gemittelten Werte der
Schmelzen eine Tendenz erkannt werden: die Technik des Einblasens von Metalloxid-
pulver bewirkt die Beschleunigung des Entkohlungsvorganges. Den Abbildungen 7.7
und 7.8 zu Folge, spielt der Effekt der Bereitstellung von Keimstellen für die Bildung
von Kohlenmonoxidblasen eine Rolle. Denn der Einsatz von Metalloxidpulver hat die
Sauerstoffmenge im Durchschnitt effektiv um 4,12 % erhöht und damit die Entkoh-
lungsrate des gesamten Prozesses um 16 % beschleunigt. Allein auf den Zeitpunkt
des Pulvereinblasens wird die Entkohlungsgeschwindigkeit um 28 % beschleunigt, bei
einem effektiven zusätzlichen Sauerstoffangebot von 18,7 %. Die Tendenz der be-
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(a) (b)
Abbildung 7.9.: Untersuchung der Auswirkungen von Argon-Spülrate und Pulver-
blasen auf das Entfernen von Stickstoff
schleunigenden Wirksamkeit des Pulvers selbst nach dem Einblasen, bestätigen die
Versuche mit den Einblasvarianten 2 und 3. Der Wirkungsgrad für die Entkohlung
des reinen Metalloxidpulvers konnte aus den Versuchen mit Einblasvariante 3 von
54 % bzw. 65 % berechnet werden.
Aus den Versuchen und Untersuchungen wurden außerdem keine negativen Auswir-
kungen auf den VOD-Prozess deutlich. Ebenso konnte kein Zusammenhang zwischen
der Verwendung von Metalloxidpulver und der Charakteristik der nichtmetallischen
Einschlüsse in den gegossenen Produkten festgestellt werden.
Im Sinne einer energieeffizienteren und ressourcenschonenderen Auslegung der VOD-
Anlagen sollte also die Technik des Einblasens von oxydischen Reststäuben berück-
sichtigt werden. Gleichzeitig wird hierdurch ein Reststoff aus der Stahlherstellung in
den Prozess zurückgeführt. Eine Injektion des Pulvers zu Beginn der Hauptblasrate
kann durch das hohe Sauerstoffangebot Start-Probleme der Entkohlung verringern.
Ebenso zeigen die Versuche eine Verbesserung der Entkohlung über das Ende der
Blasphase hinaus.
7.2. Modellevaluation 141
7.2. Modellevaluation durch die industriellen
Versuchsschmelzen
Mit den Stahlproben, Temperaturmessungen und den zyklischen Prozessdaten liefern
die in Abschnitt 7.1 durchgeführten Versuchsschmelzen die Parameter zur Berech-
nung von T2 und [C]2 nach dem Modell, siehe Abbildung 4.1 auf Seite 47. Die
Abbildungen 7.10a und 7.10b stellen die gemessenen Daten den mit dem Modell
berechneten Ergebnissen gegenüber. Es sind in beiden Diagrammen die Linien der
völligen Übereinstimmung yberechnet = xgemessen als Strichpunkt-Linie eingezeich-
net.
Die berechnete Endtemperatur in Abbildung 7.10a weicht im Mittel etwa 36 ◦C,
mit einer Streuung von 34 ◦C, nach oben von der gemessenen ab. Trotz der star-
ken Streuung ist eine Linearität zu erkennen. Bei dem Kohlenstoffgehalt hingegen
scheint zwischen den berechneten und gemessenen Absolutwerten eine ungenaue
Übereinstimmung gegeben. Das berechnete Stahlgewicht mit einer Streuung von
5,5 % scheint seinen Fehler auf den modellierten Kohlenstoffgehalt fortzupflanzen.
Eine detaillierte Fehlerbetrachtung folgt in Abschnitt 7.2.1.
Da die absoluten Werte stark von den Startbedigungen der Schmelze abhängen,
sind in Abbildung 7.11 die Differenzen der gemessenen und berechneten Werte
aufgetragen. Hiermit sind die Änderungen von Temperatur und Kohlenstoffgehalt
zwischen Start und Ende der VOD-Behandlung definiert als: ∆T = T2 − T1 bzw.
∆C = C1 − C2. Eine Beurteilung der Modellergebnisse ist so nahezu unabhängig
von Fehlern möglich, die sich auf beide Zustände auswirken, z.B. ein falsch ange-
nommenes Stahlgewicht. Die berechnete Temperatur ist als positive Abweichung der
modellierten Temperaturdifferenz wieder zu finden. Umgekehrt verhält es sich bei dem
Kohlenstoffgehalt: Ein zu hoch berechneter Absolutwert liefert eine negative Abwei-
chung der Differenz. Das heißt, im Modell wird der Schmelze nicht so viel Kohlenstoff
entzogen wie bei den Versuchsschmelzen. Da sich die Fehlerquellen der Energiebilanz
zwischen dem Start- und Endpunkt der VOD-Behandlung befinden, lassen sie sich
nicht mit der Differenz eliminieren und zeigen eine ähnliche Abweichung und Streu-
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ung wie die absolute Temperatur. Ein deutlicher Unterschied ist in den Differenzen
des Kohlenstoffgehaltes und damit in der Stoffbilanz zu sehen. In Abbildung 7.11b
scheinen die berechneten Differenzen sehr gut mit den gemessenen zu korrelieren.
7.2.1. Fehlerbetrachtung
Es folgt eine Fehlerbetrachtung zu den in den Abbildungen 7.11a und 7.11b dar-
gestellten Differenzen zwischen Modellrechnungen und Messwerten. Zur Anwendung
kommt hier die Residualanalyse, wie sie bei der Beurteilung von Regressionen ein-
gesetzt wird. Die Residuen sind die Abweichung der modellierten Werte von den
gemessenen, siehe Gleichung (7.3). Bei optimaler Übereinstimmung mit dem Modell,
das heißt ∆xberechnet = ∆xgemessen, wäre das Residuum gleich Null.
Residuum = ∆xberechnet −∆xgemessen (7.3)
Die Residualanalyse bietet eine grafische Beurteilung der Annäherung des Modells
an die Messwerte. Aus der Systematik der Abweichung der Residuen von der Nullli-
nie können Rückschlüsse zur Anpassung des Modells gezogen werden. Aufgrund der
starken Streuung sind in Abbildung 7.12 zusätzlich das arithmetische Mittel AM
und das umgebende Streuband der Standardabweichung mit AM + σ und AM − σ
eingezeichnet.
Die in Abbildung 7.11 beobachtete positive Abweichung bei ∆T , beziehungsweise
negative bei ∆C, zeigt sich bei den Residuen als entsprechende Abweichung von der
Nulllinie. Im Mittel weicht die Temperaturdifferenz um ca. 36 ◦C und die Entkoh-
lungswirkung um −0,11 Gew.-% ab. Abgesehen von ein paar Ausreißern im unteren
Bereich der berechneten Werte von ∆T streuen 77% der Residuen im 2σ-Band um
AM . Daher scheint das Modell für die Energiebilanz nur mit dem systematischen
Fehler der positiven Abweichung behaftet. Im Fall der Kohlenstoffdifferenz, siehe Ab-
bildung 7.12b, ist neben der negativen Abweichung eine leicht lineare Abhängigkeit
zu höheren Residuen bei hohen berechneten Differenzen zu erkennen. Im Fall der An-
passung des Modells an die negative Abweichung heißt das: Bei niedrigen ∆Cberechnet
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(a) Temperatur (b) Kohlenstoffgehalt
Abbildung 7.10.: Vergleich von gemessenen und berechneten absoluten Werten
(a) Temperatur (b) Kohlenstoffgehalt
Abbildung 7.11.: Vergleich von gemessenen und berechneten Differenzen
(a) Temperatur (b) Kohlenstoffgehalt
Abbildung 7.12.: Residuenanalyse der Modellergebnisse
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ist ∆Cgemessen größer und damit die Residuen negativ, entsprechend umgekehrt bei
hohen ∆Cberechnet. Für den Vergleich des Modells mit den VOD-Schmelzen bedeutet
dies: Eine berechnete starke Entkohlung war aus den Stahlanalysen gemessen eher
eine geringe Entkohlung und umgekehrt. Hinter der guten Korrelation aus Abbildung
7.11b können sich Modellfehler verbergen, die zu der schlechten Übereinstimmung
zwischen den Absolutwerten in Abbildung 7.10b führen.
7.2.2. Diskussion der Modellevaluation
Eine Korrelation der Ergebnisse von Modell und Versuchsschmelzen hängt zum einen
von den korrekten physikalischen, chemischen und thermodynamischen Annahmen,
als auch von der Vollständigkeit und Genauigkeit der Messergebnisse und Prozess-
daten ab. Eine Überprüfung des Modells mit der Software FactSage
TM
, siehe Ab-
schnitt 4.3, zeigte eine gute thermodynamische Übereinstimmung. Im Folgenden
werden daher in erster Linie die Ursachen für die Abweichung der berechneten Werte
von der Übereinstimmung in dem Prozessablauf und der Datenerfassung beleuchtet.
Ein weiterer Grund für dieses Vorgehen ist, dass die Streuung der Temperatur und
des Kohlenstoffgehaltes keiner klar erkennbaren Systematik folgen. Das heißt, Fehler
des Modells werden vermutlich stark von den produktionsbedingten Schwankungen
überlagert.
Ursachen für Abweichungen bei der Energiebilanzierung werden nicht erfasste Wär-
meverluste der Schmelze sein, zum Beispiel durch unterschiedliche Pfannen- und
Schlackenzustände oder den Energieverlust durch das heiße Abgas. Durch die Logis-
tik im Stahlwerk bedingt, ruhte die Schmelze zwischen Messung der Starttemperatur
und dem VOD-Beginn unterschiedlich lange, von wenigen Minuten bis zu über einer
Stunde. In Kombination resultiert ein von mehreren Faktoren abhängiger Wärme-
verlust durch Strahlung und Konvektion. Die Berechnung des Temperaturverlustes
für die gesamte Zeit zwischen den Temperaturmessungen erfolgt mit einem konstan-
ten Faktor, um den Einfluss der Zeit mit einem einfachen Ansatz zu kompensieren.
Ebenso trägt der unterschiedliche Betrieb der Spülsteine zu kompliziert beschreibba-
ren Wärmeverlusten bei. Beide Temperaturverluste, durch Pfanne und Argon-Spülen
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werden zusammen mit einem konstanten Wert von 0,6 Kmin angenommen, bei einer
Spülrate von etwa 140 Nlmin . Die in Abbildung 7.12a detektierte positive Abweichung
in der berechneten Temperatur kann mit dem Stahlgewicht oder Temperaturverlust-
koeffizienten angepasst werden. Es wäre möglich durch einen höheren Wert, z.B.
TV erlust = 1
K
min , alle berechneten Werte zu verringern. Das Modell hat jedoch
den Anspruch den VOD-Prozess auf rein metallurgischen und thermodynamischen
Grundlagen zu beschreiben. Die einzigen notwendigen empirisch ermittelten Parame-
ter sind der Sauerstoffwirkungsgrad ηO2-NV und TV erlust. Ein Tuning des Modells
durch Anpassung von empirischen Werten ist nicht Ziel dieser Arbeit.
Der oben erwähnte Energieverlust durch das heiße Abgas kann überschlägig abge-
schätzt werden mit der Formel:
QAbgas = ∆T · cp · pV
RT
(7.4)
Aus den vorhandenen gemessenen Temperaturen kann der konstante Mittelwert von
T = 250 ◦C angenommen werden. Außerdem wird der Abgasdruck mit p = 1 bar als
konstant angenommen. Der Abgasmengenmessung und -analyse geht individuell für
jede Schmelze das Volumen V der jeweiligen Gaskomponente aus Tabelle 7.3 hervor.
Mit den Wärmekapazitäten cpi und dem Massenanteil wi der Gaskomponenten lässt
sich die Wärmekapazität des Abgases berechnen, [117]:
cp =
n∑
i=1
wi · cpi (7.5)
Tabelle 7.3.: Wärmekapazität der Gaskomponenten im Abgas, nach FactSage
TM
Gas CO CO2 O2 N2
cpi in Jmol ·K 29,956 45,265 31,326 29,732
Anschließend wird die gesamte Energiebilanz aus Gleichung (4.29) um QAbgas erwei-
tert. Der negative Beitrag der Energie des Abgases hat einen sichtbaren Einfluss auf
die von dem Modell berechnete Temperatur, siehe Abbildungen 7.13a und 7.13b.
D. Rzehak
146 7. Industrieteil
(a) Absolut-Werte (b) Differenzen
Abbildung 7.13.: Vergleich von gemessenen und berechneten Werten, nach Abzug
der durch das Abgas abgeführten Energie
Der Vergleich mit Abbildungen 7.10a und 7.11a bestätigt eine verbesserte Überein-
stimmung der Modellergebnisse. Im Mittel weicht die berechnete von der gemessenen
Temperatur nur noch 20 ◦C statt 34 ◦C ab. Auf die Streuung hat die Anpassung keine
sichtliche Auswirkung.
Für die Stoffbilanzierung sind die Genauigkeit der Stahlanalysen und eine Verläss-
lichkeit der Wiegeeinrichtung in den Legierungsbunkern sowie die gleichbleibende
Zusammensetzung der Legierungselemente entscheidend. Einen weiteren erheblichen
Einfluss hat der Anteil der Nachverbrennung zu CO2. Dieser geht in das Modell
als Parameter über den Sauerstoffwirkungsgrad ein. Aus der Abgasmengenmessung
und -analyse der Versuche wurde ηO2-NV gemittelt zu: 0,75. Primär ist jedoch mit
einer großen Verbesserung der Übereinstimmung zwischen Modellergebnissen und
Messwerten zu rechnen, wenn das Schmelzengewicht exakt vor und nach der VOD-
Behandlung gemessen wird. Da bei ACRONI, d.o.o. dies während der Durchführung
des Projektes nicht im laufenden Betrieb möglich war, musste das Gewicht aus den
gegossenen Brammen berechnet werden.
Ein Fehler der darüber hinaus sowohl die Massen- als auch die Energiebilanz beein-
flusst, ist der unbekannte Aluminiumgehalt vor und nach der VOD-Behandlung. Um
die Probennahme zu erleichtern, wird die Probe in der Sonde mit Aluminium beruhigt.
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Gemessen wird so ein Aluminium-Gehalt von ca. 0,4 Gew.-%, der reale Wert liegt im
Bereich von 0,0060,01 Gew.-%. Daher wird der Aluminiumgehalt nicht in der Mo-
dellrechnung berücksichtigt und mit unverändertem Aluminiumgehalt während der
VOD-Periode gerechnet.
Die über das Mittel gesehene negative Abweichung des berechneten Kohlenstoffge-
haltes könnte einfach mit einer Änderung der Nachverbrennungsrate beziehungsweise
des Sauerstoffwirkungsgrades angepasst werden. Eine Fehlerquelle für ηO2-NV könnte
an der Abgasanalyse liegen. Es bleibt die starke Streuung und das reziproke Verhal-
ten aus Abbildung 7.12b. Unkorrekte chemische Stahlanalysen, beispielsweise durch
eine noch nicht vollständig homogenisierte Schmelze, verfälschen die Stoffbilanz des
Modells. Auffällig ist, dass das Modell gleichzeitig eine zu geringe Entkohlung, bei
zu hoher Temperatur berechnet. Denn beide sollten der thermodynamischen Grund-
lage folgen: Weniger Reaktionsenthalpie aus [C] + [O]→ {CO} bedeutet geringerer
Wärmeeintrag in QSchmelze und letztlich eine niedrigere Endtemperatur.
Es überlagern sich viele Einflüsse aus dem realen Prozess und verhindern direkte
Rückschlüsse zur Evaluation der grundlegenden Annahmen des Modells. Dennoch
zeigen die Auswertungen eine Übereinstimmung zwischen Modell und den Versuchen,
aus der sich die Richtigkeit des Modellansatzes bestätigen lässt.
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8. Diskussion
Die Untersuchungen zur Entkohlung mit Metalloxiden während der VOD-Behandlung
erstrecken sich von Laborversuchen bis hin zum industriellen Einsatz. In Laborversu-
chen wird der Mechanismus der Entkohlung an einem oxidischen Partikel verfolgt und
die Entkohlung an der Grenzfläche zwischen Stahl und Erz nachgewiesen. Die Wei-
terentwicklung des 100 kg-Vakuuminduktionsofens im Technikum des IEHK zu einer
VOD-Anlage macht das Simulieren des VOD-Prozesses unter kontrollierten Bedin-
gungen möglich. Eine Versuchsreihe zeigt die beschleunigende Wirkung des Metall-
oxidpulvers bei der Entkohlung. Schließlich kann diese Verbesserung der Entkohlung
auch während den Versuchen in einer industriellen VOD-Anlage bestätigt werden. Be-
gleitet werden die Versuche von physikalischen und chemischen Berechnungen und
der Entwicklung eines Modells auf thermodynamischen und metallurgischen Grund-
lagen.
8.1. Grenzflächenreaktion und Blasenbildung am
Metalloxid
Damit das Metalloxidpulver mit der Schmelze reagieren kann, muss es durch Ein-
blasen in die Schmelze gelangen. Es zeigt sich, dass die Metalloxidpartikel von der
Schmelze benetzt werden, in Abhängigkeit des Sauerstoffgehalts der Schmelze im
Brennfleck, siehe Abschnitt 5.2. Der Zustand (A) in Abbildung 8.1 ist also mit
einer geeigneten Einblasanlage erreichbar. Die in der Schmelze verteilten Eisenoxid-
partikel haben nach dem binären System Fe−O, Abbildung 8.3, einen Schmelzpunkt
von etwa 14001500 ◦C, je nach Oxidationsstufe. Da der Schmelzpunkt des Eisenoxi-
des nahe der Schmelzentemperatur liegt, wird zuerst eine Schale erstarrter Schmelze
auf den Partikeln anfrieren (B). Während die Schale wieder schmilzt, erwärmt sich
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der Partikel und beginnt vom Rand an zu schmelzen, [71, 118]. Anschließend beginnt
die Reaktion mit der Schmelze, (C).
[Fe][C]
{CO}
(A) (B) (C)
Schmelze
Gasatmosphäre
erstarrteSchmelze
<FexOy>
<FexOy>
Abbildung 8.1.: Reaktion von Eisenoxid mit der Schmelze
Die Grenzflächenreaktion für die Entkohlung an einem Eisenoxidpartikel kann, wie
in Abbildung 8.2 dargestellt, ablaufen. Das Oxid schmilzt von außen an und löst
sich in der Schmelze auf. Dabei wird die Stahlschmelze mit Sauerstoff bis zur maxi-
malen Löslichkeit [O]max angereichert. Das in Lösung gehende Eisen führt zu einer
Verdünnung der Schmelze an der Grenzschicht. Der Kohlenstoffgehalt [C]∞ in der
Stahlschmelze vor der VOD-Behandlung liegt meist weit über 0,1 Gew.-% und der
Sauerstoffgehalt [O]∞ bei einigen ppm. In der Nähe der Grenzfläche von Stahl und
Oxid treffen [C]∞ und [O]max aufeinander, so dass der Kohlenmonoxid-Partialdruck
dort entsprechend hoch ist. Daher sind sehr kleine Blasenkeime in der Schmelze na-
he der Metalloxidpartikel stabil, vergleiche Abschnitt 3.2. Unebenheiten und Poren
im Bereich von wenigen µm dienen als Keimstellen für Kohlenmonoxidgas. Darüber
hinaus ist es theoretisch möglich, dass Poren an der Oberfläche der Partikel nicht be-
netzt werden, so dass Luftblasen zum einen als Vakuum für CO oder als zusätzliche
Sauerstoieferanten wirken.
Die Untersuchungen in Abschnitt 5.1.1 und Abschnitt 5.1.2 mit dem Rasterelek-
tronenmikroskop (REM) bestätigen den Mechanismus der Entkohlung und die Aus-
prägung des Konzentrationsprofils an der Grenzfläche zwischen flüssigem Stahl und
festem Metalloxid, wie in Abbildung 8.2 gezeigt. Obwohl bei der durchgeführten
MIP-Messung (Mercury Intrusion Porosimetry) keine eindeutige Verteilung der Po-
rengröße ermittelt werden konnte, weisen Bereiche des unter dem REM untersuchten
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Abbildung 8.2.: Grenzflächenreaktion und Blasenbildung am Eisenoxid
Metalloxidpulvers eine ausgeprägte Rauhigkeit auf, siehe Abbildung 6.13 auf Seite
88. Diesen Bildern nach hat die Oberfläche des Pulvers Unebenheiten und Spal-
ten, die im Bereich von wenigen Mikrometern liegen. Nach den Berechnungen aus
Abschnitt 3.2 können diese als Keimstellen wirken. Die optische Auswertung des
Blasendurchmessers an der Grenzfläche in Abschnitt 5.1.2.1 zeigt, dass 80 % der
Blasen im Durchmesser kleiner als 4 µm sind.
Wird die Zusammensetzung des verwendeten Metalloxidpulvers auf Fe und O redu-
ziert, so kann diese quasi-binäre Zusammensetzung in das binäre Eisen-Sauerstoff-
Diagramm eingezeichnet werden, Punktlinie in Abbildung 8.3. Das AMonoxide
FeO ist nur bis zu einer Temperatur von ca. 1400 ◦C stabil. Dies gilt über den
gesamten Fe-reichen, linken Bereich des Diagramms. Bei höheren Oxidationsstufen
des Eisens (ab ca. 0,52 mol Sauerstoff) steigt die Temperatur des stabilen Bereiches
von festem ASpinel auf bis 1600 ◦C an. Das Spinell ist eine Mischung aus zwei-
und dreiwertigem Eisen, ähnlich dem Fe3O4, jedoch mit einer vom Sauerstoffgehalt
abhängigen Stöchiometrie. Nach dem Überschreiten dieser Temperaturen liegt eine
flüssige Schlackenphase (ASlag-liq) vor.
Unter der obigen Annahme, dass das Pulver als quasi-binäres FexOy Spinell vor-
liegt, hätte es einen Schmelzpunkt von knapp 1600 ◦C. Da in dem Zunderpulver
noch Bestandteile wie CaO, SiO2, Cr2O3 und metallisches Eisen enthalten sind,
ist nach FactSage
TM
bereits bei 1140 ◦C eine flüssige Phase stabil. Abbildung 8.4
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Abbildung 8.3.: Binäres Eisen-Sauerstoff Diagramm, berechnet mit FactSage
TM
;
Punktlinie: quasi-binäre Zusammensetzung des Metalloxidpulvers
gibt den berechneten Verlauf der Phasenanteile im Metalloxidpulver in Abhängigkeit
der Temperatur und bei 1 bar an. Das Auftreten einer Schlackenschicht zwischen
Metalloxidpulver und der Schmelze, wie in Abbildung 8.2 gezeigt, ist für die in den
Versuchsschmelzen gemessenen Temperaturen, siehe Tabelle 8.1, thermodynamisch
vorgegeben und mit den REM-EDX-Analysen bestätigt, siehe Abbildung 5.1 auf Sei-
te 58 und Tabelle 5.2 auf Seite 59. Die Entkohlungsreaktion ist daher eine Reaktion
zwischen einer Fe-O-haltigen Schlacke und der C-haltigen Schmelze.
Tabelle 8.1.: Temperaturen der Versuchsschmelzen vor der Blasperiode in ◦C
Versuchsreihe Minimum Maximum Mittelwert
Technikum (VI) 1570 1620 1590
Industrie 1570 1730 1610
Aus den durchgeführten Untersuchungen kann bestätigt werden, dass ein Metall-
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oxidpulver, das aus dem gemahlenen Zunder der Stahlherstellung gewonnen wird, bei
der Entkohlung einer Stahlschmelze:
• als Keimbildner für Kohlenmonoxidblasen wirkt und
• Sauerstoff zur Verfügung stellt durch eine flüssige Schlacke
Dies folgt dem in Abbildung 8.2 gezeigten Reaktionsschema. Wegen der erniedri-
genden Wirkung von Sauerstoff auf die Oberflächenspannung von Stahl, ist es emp-
fehlenswert das Pulver zusammen mit Sauerstoff durch eine Lanze einzublasen, wie
in den Technikumsversuchen im Vakuuminduktionsofen. Hierdurch kann sowohl das
Eindringen der Partikel in die Schmelze, als auch das Benetzen und damit der Wir-
kungsgrad verbessert werden.
Abbildung 8.4.: Phasenumwandlung des Metalloxidpulvers, mit der Zusammenset-
zung aus Tabelle 4.3 auf Seite 51
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8.2. Metalloxidpulver im VOD-Versuch
Die Entkohlung von Stahl in der Vakuummetallurgie wurde neben den Laborversu-
chen auch im Pilotmaßstab im Vakuuminduktionsofen (VI) des Institutes für Eisen-
hüttenkunde und im industriellen Maßstab in der VOD-Anlage von ACRONI, d.o.o.
untersucht. Obwohl sich die Versuche im, für diese Arbeit umgerüsteten, Vakuum-
induktionsofen deutlich von der Betriebsweise und dem Maßstab der Versuche im
laufenden Betrieb bei ACRONI, d.o.o. unterscheiden, kann dennoch ein Vergleich
gezogen werden. Im Folgenden werden daher Unterschiede und Erkenntnisse beider
Versuchsanordnungen verglichen und diskutiert.
Zunächst soll ein Überblick über die Randbedingungen und die Versuchsabläufe gege-
ben werden, um im Anschluss die Ergebnisse besser beurteilen zu können. Den Bereich
und Mittelwert, in dem sich die Temperaturen der Versuchsschmelzen vor Beginn der
Blasperioden befinden, zeigt Tabelle 8.1. Neben der Temperatur sind besonders die
Startkonzentrationen der Legierungs- und Begleitelemente für den Vergleich interes-
sant. Hier gibt Tabelle 8.2 einen Überblick.
Tabelle 8.2.: Mittlere Startgehalte der Versuchsschmelzen in Gew.-%
C Cr Si S
Technikum (VI) 0,39 17,6 0,070 0,005
Industrie 0,66 17,4 0,051 0,014
Der Kohlenstoffgehalt ist bei den industriellen Schmelzen einer höheren Streuung un-
terlegen als bei den Technikumsschmelzen. Maßgeblich wird die unterschiedliche Qua-
lität und Homogenität der Einsatzmittel sowie die Abweichungen durch den Betrieb
im Elektrolichtbogenofen sein. Die eingeschmolzene Legierung im Vakuumindukti-
onsofen enthielt zu Beginn im Mittel 0,48 Gew.-% Kohlenstoff. Da die Blasperioden
eines Versuchs unterbrochen und einzeln bilanziert wurden, zeigt Tabelle 8.2 den
Mittelwert der Startgehalte aller Blasperioden und ist dementsprechend geringer. Ei-
ne Abhängigkeit der Entkohlungsraten von dem Kohlenstoffgehalt zeigt Abbildung
8.5. Dargestellt sind alle Versuche, mit und ohne Einblasen von Metalloxidpulver.
Besonders aussagekräftig ist der Trend, den die industriellen Versuche beschreiben,
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Abbildung 8.5b. Die Versuche im Vakuuminduktionsofen bestätigen diese Abhängig-
keit. Gleichzeitig weist die doppelt so große Steigung mit 116 anstatt 59 ppmmin ·Gew.-%
auf eine größere Auswirkung dieses Zusammenhanges bei geringerem Kohlenstoff-
gehalt hin. Auffällig sind die beiden Ausreißer, dargestellt als Rauten in Abbildung
8.5a, mit ihrem scheinbar gegenteiligen Verhalten. Der Messwert mit der geringen
Entkohlungsrate ist durch einen zu hohen Kesseldruck begründet. Bei den 164 ppmmin
und 0,2 Gew.-% Kohlenstoff ist kein offensichtlicher Unterschied in der Versuchs-
durchführung zu erkennen. In dieser Blasperiode wurden im Vakuuminduktionsofen
800 g Metalloxidpulver kombiniert mit Sauerstoff eingeblasen, siehe Periode (C) in
Abbildungen 6.30 und 6.31 auf Seite 116. Da es sich um einen Einzelfall handelt,
ist die Aussagekraft eher gering, er könnte aber auch das Potential des kombinierten
Einblasens darstellen, wenn Stahl mit geringem Kohlenstoffgehalt entkohlt werden
soll.
(a) Vakuuminduktionsofen (b) industrielle VOD-Anlage
Abbildung 8.5.: Abhängigkeit der Entkohlungsrate vom Start-Kohlenstoffgehalt
Ein auffälliger Unterschied im Startgehalt der Schmelzen ist der nahezu dreifach hö-
here Schwefelgehalt der industriellen Schmelzen. Jedoch befindet sich dieser noch im
Rahmen, in dem nach Kishimoto et al. [119] eine Auswirkung auf die Entkohlungs-
rate durch das oberflächenaktive Verhalten von Schwefel kaum messbar ist. Zudem
kommt dieser Effekt erst bei einem sehr geringen Kohlenstoffgehalt zum Tragen,
wenn der geschwindigkeitsbestimmende Schritt der Stofftransport von Kohlenmon-
oxid in die Gasphase ist, siehe Abbildung 8.6. Da Gegenstand der Untersuchungen
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nicht die Tiefentkohlung, sondern die Beschleunigung der Hauptentkohlungsphase im
VOD-Prozess ist, hat der gemessene Schwefelgehalt in beiden Fällen keine weitere
Bedeutung.
Abbildung 8.6.: Entkohlung in Abhängigkeit des Schwefelgehaltes, [119]
Eine weitere Randbedingung ist der Betriebsdruck im Vakuumgefäß. Mit Ausnah-
me von einer Blasperiode, wurden die Versuche im Vakuuminduktionsofen bei einem
Druck von 180200 mbar durchgeführt. Damit liegt das Niveau der Technikumsver-
suche etwas über dem mittleren Druck von 140 mbar, den in Periode 1 die Wasser-
ringpumpen der industriellen Anlage erreichen. Periode 1 ist die Hauptblasperiode bis
zum Einschalten der Dampfstrahlpumpen, siehe Abbildung 7.1 auf Seite 130, in der
auch das Metalloxidpulver eingeblasen wird. Die Entkohlungsrate während Periode 1
im industriellen Prozess ist gut vergleichbar mit den Blasperioden im Vakuumindukti-
onsofen, unter Berücksichtigung der druckabhängigen Lage des thermodynamischen
Gleichgewichtes von Kohlenstoff und Sauerstoff.
Abbildung 8.7 vergleicht die mittleren Entkohlungsraten der Versuche aus Kapitel
7 und Kapitel 6. Die in den industriellen Versuchen gemessenen Entkohlungsra-
ten stimmen, trotz der genannten Unterschiede, gut mit den Versuchen zur VOD-
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Simulation im Technikum überein. Auch der Trend, dass ein kombiniertes Entkohlen
mit gasförmigem Sauerstoff und Metalloxid im Mittel zu einer Erhöhung der Ent-
kohlungsgeschwindigkeit während des Pulverblasens um 27,5 % führt, wird durch die
Versuche des Vakuuminduktionsofens bestätigt. Die Zunahme der Entkohlungsge-
schwindigkeit im Technikum liegt bei 19 %. Deutlicher weichen die zwei Versuchsan-
ordnungen jedoch bei der mittleren Erhöhung der Sauerstoffmenge durch das Metall-
oxid während des Einblasens ab: bei Industrie 31 % und im Vakuuminduktionsofen
70 %. Allerdings ist der Bilanzzeitraum und damit die im Verhältnis stehende Sauer-
stoffmenge im Technikum kleiner.
Abbildung 8.7.: Vergleich der Entkohlungsraten, Technikum (VI) und Industrie
(Ind.)
Zur Beurteilung von Abbildung 8.7, gelten die Parameter der Spülintensität und des
Sauerstoffvolumenstroms als maßgeblich für die Entkohlungsrate, [120]. Die Dimen-
sionierung des Sauerstoffvolumenstroms für die VOD-Simulation im Vakuumindukti-
onsofen, wurde an die Dauer der Entkohlung in der industriellen Anlage angelehnt,
vergleiche Abschnitt 6.1.2. Der Vergleich der Spülwirkung zwischen Vakuuminduk-
tionsofen und industrieller VOD-Anlage hängt von vielen Faktoren ab, die in dieser
Arbeit nicht untersucht wurden. Sicherlich weicht die Umlaufzeit der Schmelze schon
allein aufgrund der geometrischen Unterschiede ab. Abbildung 8.8a stellt die Strö-
mung, das Schlacke- und Spritzverhalten in den beiden VOD-Prozessen nach Ansicht
des Autors gegenüber. Zu dem geometrischen Unterschied kommt das Überlagern
der induzierten Strömung mit der erzwungenen Strömung des Spülgases (2 und 4)
hinzu. Der mit (5) gekennzeichnete Torus wird von der Induktion und den Gasblasen
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in die gleiche Richtung gedreht. Am Rand (6), im unteren Tiegelbereich, herrscht
die induzierte Strömung, da dort das Spülgas keine Auswirkung hat. Im Inneren (7)
bildet sich eine turbulente Mischzone mit vielen kleinen Wirbeln aus, von denen die
Skizze nur zwei darstellt. Im Gegensatz dazu ist die Durchmischung der Schmelze in
industriellen Anlagen durch einen rotierenden Torus charakterisiert, (3) Abbildung
8.8b.
(1)
(2)
(3)
4
(5)
(6) (7)
(8)
(9)
(10)
(a) Vakuuminduktionsofen
(1)
(2)
(5)
(3)
(6)
4
(b) industrielle VOD-Anlage
Abbildung 8.8.: Schematische Darstellung der Badbewegung und des Spritzens wäh-
rend der VOD-Behandlung
Ein weitreichender Unterschied der Versuche im Vakuuminduktionsofen ist die Bad-
erhöhung durch die Induktion. Wie in Abbildung 8.8a dargestellt, beschreibt der
Badspiegel der Schmelze eine flache Parabel mit dem Maximum in der Mitte, wo sich
auch der Brennfleck der Sauerstoanze (1) befindet. Herausgeschlagene Spritzer (3)
haften daher mit einer höheren Wahrscheinlichkeit am oberen Rand des Tiegels an,
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der selbst beim Ausschalten der Induktion nicht mit Schmelze in Kontakt kommt. An
diesem oberen Teil baut sich wegen des fehlenden Schmelzenkontakts und der was-
sergekühlten Kupferspule innerhalb eines Versuchs ein dicker Kranz (8) aus Stahl und
Oxiden auf. Eine Blasperiode bei ausgeschalteter Induktionsleistung durchzuführen
war nicht möglich, da bereits mit der gewählten Heizleistung eine nahezu stagnie-
rende Temperatur der Schmelze gemessen wurde. Ohne induktives Erwärmen sind
die Wärmeverluste, besonders wegen der wassergekühlte Kupferspule (10), so hoch,
dass ein Einfrieren der Schmelze zu befürchten ist. Ein weiterer Effekt der induktiven
Baderhöhung ist die Dämpfung von Wellenbewegungen. Hingegen befindet sich die
Schmelzenoberfläche in der industriellen VOD-Anlage stark in Bewegung und das
feuerfeste Futter wird nicht von außen gekühlt. Tropfen (5), die aus dem Brennfleck
herausgeschlagen werden, haben nur die Möglichkeit an dem Spritzschutz-Deckel zu
erstarren (6). Nach der VOD-Behandlung ist daher in der Regel kein erstarrter Ring
am Rand der Pfanne zu beobachten. Der Bär an dem Spritzschutzdeckel baut sich
außerdem, je nach Betriebsweise, nur langsam auf. Im industriellen Betrieb überste-
hen die Spritzschutzdeckel viele VOD-Behandlungen ohne Reinigung oder Austausch
und haben oft nur eine Schutzfunktion für das Vakuumgefäß bei außergewöhnlich
starkem Schäumen oder Spritzen.
Neben dem beschriebenen Nachteil der Verbärung des Tiegelrandes, verursacht die
induktive Baderhöhung einen weiteren Nachteil bei der VOD-Simulation im Vakuum-
induktionsofen. Wie in Abbildung 8.8a dargestellt, hat die Schlacke (9) die Tendenz
an den Rand zu fließen. Ein Vorteil daraus ist ein nahezu schlackenfreier Brennfleck.
Allerdings kühlt die Schlacke durch die Wasserkühlung am Rand stärker aus und er-
starrt. Besonders bei hohem Chromgehalt der Schmelze beschleunigt sie den Aufbau
der Verbärung. Für die VOD-Simulation bedeutet das einen erheblichen unkalku-
lierbaren Verlust des Sauerstoffträgers Schlacke. Es ist davon auszugehen, dass die
mit Oxiden angereicherte Schlacke in einer Industrieanlage deutlich besser emulgiert
wird. Der im Industrieversuch bestimmte Wirkungsgrad des Metalloxidpulvers liegt
im Bereich von 5465 %, dagegen stehen 45 % im Vakuuminduktionsofen.
Im engen Zusammenhang zum Verhalten der Schlacke steht der Chromverlust der
VOD-Behandlung. Während der industriellen Versuche lag der absolute Chromverlust
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über den gesamten Prozess sowohl beim reinen O2-Blasen als auch beim kombinierten
Einblasen mit Metalloxidpulver bei 0,430,46 Gew.-%. Im Gegensatz dazu zeigt sich
bei den Versuchen im Vakuuminduktionsofen ein deutlicher Unterschied zwischen
den Chromverlusten; O2-Blasen: 0,08 Gew.-%; kombiniert: 0,26 Gew.-%. Der große
Unterschied ist in dem Mechanismus der Schlackenbewegung und zusätzlich in der
Schlackezusammensetzung zu finden. Eine kalk- und tonerdehaltige Schlacke wie im
industriellen VOD-Prozess fehlt in den Versuchen im Vakuuminduktionsofen völlig.
Daraus resultiert im Technikum mit dem ersten Auftauchen von Chromoxid eine
zähe und stückige Schlacke. Eine nahezu feste Schlacke, die durch die induktive
Baderhöhung an den gekühlten Tiegelrand gedrückt wird, haftet schneller am Rand
an und ist für das System verloren. In den Technikumsversuchen ist ein höherer
Wirkungsgrad und damit eine schnellere Entkohlung zu erwarten, wenn die Schlacke
sich besser emulgiert und vermischt.
Durch das Einblasen von Metalloxiden in Pulverform kann die Entkohlung nach-
weislich beschleunigt werden. Beim Beginn des VOD-Prozesses liegt der geschwin-
digkeitsbestimmende Schritt der Entkohlung in dem Stofftransport auf der Gasseite
der Reaktion. Ein Aerosol kann mit gleichem Gasvolumenstrom mehr Sauerstoff in
die Schmelze bringen. Darüber hinaus bietet das Pulver im Vakuum Vorteile, denn
die Sauerstoffdichte von chemisch gebundenem Sauerstoff ist druckunabhängig. Da
dies schnell zu einer Übersättigung der Schmelze oder Schlacke mit Sauerstoff führen
kann, muss eine optimale Vermischung von Schmelze und Schlacke gewährleistet sein.
Durch die Anreicherung der Schlacke mit Sauerstoff ist die verbesserte Entkohlung
auch nach dem Einblasen messbar.
Nach den Ergebnissen der Industrieversuche, kann dem Metalloxidpulver eine be-
schleunigende Wirkung zugeschrieben werden, die über die Menge des zusätzlich ein-
gebrachten Sauerstoffs hinaus geht, siehe Abbildung 7.7 auf Seite 138. Hierdurch
werden indirekt die in Abschnitt 8.1 diskutierten Mechanismen der Entkohlung und
Blasenbildung am Metalloxid bestätigt. Der Grund, dass dieser Zusammenhang sich
nicht mit den VOD-Simulationen im Technikum deckt, siehe Abbildung 6.35b auf
Seite 126, ist das oben beschriebene ungünstige Verhalten der Spritzer und Schlacke
sowie der damit verbundene schlechtere Wirkungsgrad. Während der letzten Blaspe-
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riode in der Versuchsreihe wurde eine stark turbulente Durchmischung der Schmelze
erzeugt. Im Ergebnis fällt diese Blasperiode durch ihre hohe spezifische Entkohlungs-
rate auf.
8.3. Modell
Das Bilanz-Modell wurde entwickelt, um die Auswirkung des kombinierten Einbla-
sens auf den Kohlenstoffgehalt und die Temperatur zu berechnen. Dabei stand die
Sollwert-Berechnung der Pulvermenge für die Verwendung im VOD-Prozess im Vor-
dergrund. Der vereinfachte thermodynamische Ansatz wurde mit FactSage
TM
evalu-
iert. Zu den industriellen Versuchsschmelzen konnte statisch die Massen- und Ener-
giebilanz nachgerechnet werden.
Im Vergleich zu den mit FactSage
TM
berechneten Werten weicht das Modell um
1020 K zu höheren Temperaturen ab. Die Industrieversuche zeigen ebenfalls eine
positive Abweichung, im Mittel 36 ◦C. Es liegt nahe, dass ein systematischer Feh-
ler in der Wärmebilanz des Modells vorliegt. Bei der FactSage
TM
-Berechnung wird
die Reaktionsenthalpie auf das gesamte System von Schmelze, Schlacke und Abgas
verteilt. Im Modell wird jedoch davon ausgegangen, dass die Reaktionsenthalpie aus-
schließlich Auswirkungen auf die Schmelze hat. Dieser Fehler kann vereinfacht mit
dem Wärmeverlust, berechnet aus der Abgasanalyse der Industrie-Versuche, in Ka-
pitel 7.2.2 kompensiert werden. Auf diese Weise wird die mittlere Abweichung auf
20 K reduziert.
Vor einer Modellierung des Wärmeverlustes auf physikalischen und thermodynami-
schen Grundlagen müssen die Anteile definiert werden, mit der die Entkohlung in der
Schmelze, über die Schlacke oder an der Grenzfläche zwischen Gas und Schmelzen-
oberfläche stattfindet. Diese Anteile haben Auswirkungen auf den Wärmeübergang
zwischen den Reaktionspartnern Schmelze, Schlacke und Gas. Gleichzeitig spielt der
Anteil der Nachverbrennung durch den Sauerstoff aus der Aufblaslanze direkt über
der Schmelze eine Rolle. Nach Oeters [62, Kapitel 4.2.3] läuft die Entkohlungsre-
aktion über die Teilreaktionen der Nachverbrennung {CO} + 0,5{O2} → {CO2}
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und Oxidation des Kohlenstoffs durch Kohlendioxid {CO2}+ [C]→ 2{CO} ab. Die
letzte Reaktion ist im Gegensatz zu der im Modell verwendeten zusammengesetzten
Reaktion {O2}+2[C]→ 2{CO} endotherm. Das Modell berücksichtigt daher nicht,
zu welchem Anteil die Nachverbrennung die Schmelzenoberfläche über Strahlung und
Konvektion erwärmt oder wie viel Energie die Entkohlung mit Kohlendioxid benötigt.
Die Oxidationsreaktionen im Modell beruhen auf der Annahme, dass O2 komplett in
Lösung geht und anschließend reagiert. Eine Sauerstoffmenge von 1000 Nm3 würde
im Modell bei 100 t Schmelze eine Temperaturerhöhung von etwa 100 ◦C verursachen.
Auch die Vorstellungen anderer Wissenschaftler, z.B. Shinme [3941], gehen bei dem
Vergleich der Entkohlung durch Gas oder Pulver davon aus, dass die Entkohlung über-
wiegend mit gelöstem Sauerstoff abläuft. Unter der Berücksichtigung der in Tabelle
3.3 auf Seite 26 aufgelisteten möglichen Reaktionspartner, wie Gas/Schmelze oder
Schmelze/Schlacke, führt die getroffene Vereinfachung der Oxidationsreaktionen zu
einer Abweichung in der Energiebilanz des Modells.
Eine Evaluation des Modells mit den Versuchen im Vakuuminduktionsofen, siehe Ka-
pitel 6, ist wegen der unvollständigen Energiebilanz des Ofens nicht möglich. Eine
komplette Energiebilanzierung des Vakuuminduktionsofens bedarf weiterer Entwick-
lungen und Versuchsreihen, die in Folgeprojekten erarbeitet werden können.
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9. Zusammenfassung
Im Sinne von energie- und ressourcenschonender Auslegung und Betriebsweise der
Prozesse zur Eisen- und Stahlherstellung hat sich bei vielen Aggregaten das Einblasen
von pulverförmigen Reststoffen bereits etabliert. Neben dem Aspekt der kostengüns-
tigen Beseitigung durch den Wiedereinsatz, kann das Recyceln eine Anreicherung der
Reststoffe mit Komponenten bewirken, so dass sie wiedergewonnen werden können.
Darüber hinaus kann die sinnvolle Verwendung von Reststoffen den Prozess effektiver
machen. Die Steigerung der Effektivität wird zum einen durch die Nutzung von Be-
standteilen der Reststoffe und zum anderen durch das hohe Reaktionspotential von
Stäuben und Pulvern erreicht.
Die Aufgabenstellung dieser Arbeit ist die Untersuchung der Beschleunigung der Ent-
kohlung von Stahlschmelzen im Vakuum durch die kombinierte Nutzung von Sau-
erstoff und Metalloxiden. Dieses Metalloxidpulver wird aus dem Zunder des Gieß-
und Walzprozesses gewonnen. Mit Laborversuchen zum Mechanismus der Entkoh-
lung konnten die theoretischen Vorstellungen der Entkohlung an festem Metalloxid
bestätigt werden. Die Reaktion läuft nach dem Schmelzen des Oxides über eine flüs-
sige Schlackenphase ab. Die Schmelze um das Metalloxid wird dabei mit Sauerstoff
angereichert, der mit dem gelösten Kohlenstoff zu Kohlenmonoxid reagiert. Gleich-
zeitig wirken die Unebenheiten des eingeblasenen Pulvers als Keimbildner für Kohlen-
monoxidblasen. Diese Mechanismen können zu einer effektiven Beschleunigung der
Entkohlung von Stahlschmelzen führen.
Begleitend ist in einem Modell die Auswirkung von Metalloxiden auf die Entkohlung
und die Energiebilanz der Stahlschmelze ermittelt worden. Basierend auf den physi-
kalischen, chemischen und thermodynamischen Grundlagen der Metallurgie konnte,
mit einem vereinfachten statischen Modell, der industrielle VOD-Prozess abgebildet
werden. Die Genauigkeit der Modellergebnisse hängen jedoch stark von den Fehlern
der Eingangsparameter wie Stahlgewicht und Abgasanalyse ab.
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164 9. Zusammenfassung
Eine Beschleunigung der Entkohlung von chromhaltigen Stahlschmelzen durch das
kombinierte Einblasen von Metalloxidpulver und Sauerstoff im VOD-Prozess, konnte
mit Versuchen im Technikum des Institutes für Eisenhüttenkunde und der industriel-
len Anlage nachgewiesen werden. Aufgrund des ungünstigen Verhaltens der Schlacke
bei den Versuchen im 100 kg-Vakuuminduktionsofen, zeigte sich eine geringere Be-
schleunigung der Entkohlung im Verhältnis zur zusätzlichen Sauerstoffmenge des
Metalloxidpulvers. Im Mittel verlief die Entkohlung um 19 % schneller im Vergleich
zum reinen Sauerstoffaufblasen, bei einem effektivem Zusatz an Sauerstoff von 32 %.
Mit stärkerer Durchmischung wie im industriellen Prozess lässt sich eine Erhöhung
der Entkohlungsgeschwindigkeit im Mittel von 28 % erreichen und liegt damit über
dem Maß des Sauerstoffzusatzes von 19 %. Bei der Betrachtung des gesamten in-
dustriellen VOD-Prozesses kann die Beschleunigung im Mittel bei 12 % liegen. Dabei
erhöht das Metalloxidpulver die Sauerstoffmenge um effektiv 4,1 %. Damit ist ein
Beweis für die keimbildende Wirkung des Pulvers erbracht.
Mit der kombinierten Nutzung von Sauerstoff und Metalloxiden bei der Entkohlung
von Stahlschmelzen im Vakuum, kann der Enkohlungsprozess messbar und nachweis-
lich beschleunigt werden. Das Einsparen von Prozessdauer verringert den spezifischen
Zeit- und Energieverbrauch pro Tonne Stahl während der Entkohlung. Gleichzeitig
können interne Reststoffe des Stahlwerkes durch das Einblasen wiederverwendet wer-
den. Beide Tatsachen spielen in Zeiten von knappen Rohstoffen und steigenden Ener-
giekosten eine entscheidende Rolle für den wirtschaftlichen Betrieb von Stahlwerken.
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A. Tabellierte Werte
A.1. Werte für das thermodynamische
Gleichgewicht im System Fe-Cr-Ni-C-O
Die Temperatur T versteht sich in K.
Tabelle A.1.: Wechselwirkungsparameter, zusammengestellt aus [16]
Wechselwirkungsparameter Autoren Jahr
eCC =
358
T Chipman 1955
eOC = −0,34 Schenck 1966
eCrC =
−54
T + 0,006 Nakamura, Ohno, Segawa 1970
eNiC = 0,008 Otto 1975
eOO =
−1750
T + 0,76 Fischer, Janke 1971
eCO = −0,37 Sakao, H. 1960
eCrO =
−158
T + 0,038 Nakamura, Ohno, Segawa 1970
eNiO = 0,005 Matoba 1973
Tabelle A.2.: Gleichgewichtskonstanten, aus [16]
Gleichgewichtskonstanten
lgKCO =
1168
T + 2.07
lgKCr2O3 = − 44040T + 19,42
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A.2. Bildungsenthalpie
Tabelle A.3.: Parameter für die Bildungsenthalpie des Metalloxidpulvers, siehe 6.3
T in K Polynom
T1 T2 a b c
300 850 −4,556 · 1003 −9,552 · 10−01 4,401 · 10−03
850 1408 −5,058 · 1003 2,061 −1,644 · 10−03
1408 1650 2,149 · 1006 −5,916 · 1003 6,084
1650 3000 −1,018 · 1004 1,048 · 1001 −5,888 · 10−03
T1 T2 d e
300 850 −5,155 · 10−06 2,412 · 10−09
850 1408 9,830 · 10−07 −2,105 · 10−10
1408 1650 −2,776 · 10−03 4,741 · 10−07
1650 3000 1,618 · 10−06 −1,659 · 10−10
Tabelle A.4.: Parameter für die Bildungsenthalpie von Ferrochrom suraffiné
68 Gew.-% Cr
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
298 2008 5,083 · 1002 −3,896 1,029 · 10−02 −1,082 · 10−05
2008 3000 −5,172 · 1006 1,238 · 1004 −1,231 · 1001 6,504 · 10−03
T1 T2 e f g
298 2008 5,753 · 10−09 −1,475 · 10−12 1,426 · 10−16
2008 3000 −1,927 · 10−06 3,035 · 10−10 −1,986 · 10−14
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Tabelle A.5.: Parameter für die Bildungsenthalpie von Ferrochrom carburé
52 Gew.-% Cr, 7 Gew.-% C, 3 Gew.-% Si
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
298 1738 1,182 · 1002 −4,781 1,721 · 10−02 −2,805 · 10−05
1738 3000 −1,283 · 1006 3,267 · 1003 −3,443 1,925 · 10−03
T1 T2 e f g
298 1738 2,494 · 10−08 −1,133 · 10−11 2,060 · 10−15
1738 3000 −6,015 · 10−07 9,970 · 10−11 −6,846 · 10−15
Tabelle A.6.: Parameter für die Bildungsenthalpie von Ferrochrom carburé
70 Gew.-% Cr, 8 Gew.-% C
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
298 1918 7,006 · 1002 −8,567 2,742 · 10−02 −4,054 · 10−05
1918 3000 −4,483 · 1005 1,099 · 1003 −1,117 6,030 · 10−04
T1 T2 e f g
298 1918 3,206 · 10−08 −1,295 · 10−11 2,100 · 10−15
1918 3000 −1,824 · 10−07 2,929 · 10−11 −1,952 · 10−15
Tabelle A.7.: Parameter für die Bildungsenthalpie von Ferromangan carburé
77 Gew.-% Mn, 6 Gew.-% C, 1 Gew.-% Si
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
298 1558 3,350 · 1002 −5,615 1,875 · 10−02 −2,846 · 10−05
1558 3000 −1,273 · 1005 3,413 · 1002 −3,763 · 10−01 2,199 · 10−04
T1 T2 e f g
298 1558 2,393 · 10−08 −1,073 · 10−11 2,035 · 10−15
1558 3000 −7,167 · 10−08 1,235 · 10−11 −8,796 · 10−16
D. Rzehak
A 4 A. Tabellierte Werte
Tabelle A.8.: Parameter für die Bildungsenthalpie von Ferromolybdän
68 Gew.-% Mo, 1 Gew.-% Si
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
298,00 1535,53 −1,162 · 1002 2,213 · 10−01 2,668 · 10−04 −3,339 · 10−07
1535,53 3000 −5,508 · 1004 1,686 · 1002 −2,133 · 10−01 1,421 · 10−04
T1 T2 e f g
298,00 1535,53 2,927 · 10−10 −1,365 · 10−13 2,688 · 10−17
1535,53 3000 −5,216 · 10−08 9,995 · 10−12 −7,819 · 10−16
Tabelle A.9.: Parameter für die Bildungsenthalpie von Ferrosilizium
75 Gew.-% Si, 1 Gew.-% Al, 1,4 Gew.-% Si
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
298 1608 −2,570 · 1002 −1,688 8,481 · 10−03 −1,557 · 10−05
1608 3000 −4,197 · 1004 1,134 · 1002 −1,230 · 10−01 7,117 · 10−05
T1 T2 e f g
298 1608 1,602 · 10−08 −8,743 · 10−12 1,996 · 10−15
1608 3000 −2,298 · 10−08 3,928 · 10−12 −2,777 · 10−16
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A.3. Reaktionsenthalpie
Alle Temperaturen T1 und T2 verstehen sich in K.
Tabelle A.10.: Parameter für 2Cr + 3O ⇔ Cr2O3 + ∆HRCr2O3
T in K Polynom
T1 T2 a b c
300 2179,99 −1,133 · 1006 1,754 · 1001 6,254 · 10−03
2179,99 2603 −1,114 · 1006 −3,349 · 1001 4,969 · 10−03
2603 2945 −1,052 · 1006 6,352 −1,222 · 10−03
2945 3000 1,188 · 1007 −1,847 · 1004 9,354
T1 T2 d e
300 2179,99 −6,189 · 10−06 1,088 · 10−10
2179,99 2603 −6,694 · 10−07 8,639 · 10−11
2603 2945 −2,002 · 10−07 3,044 · 10−11
2945 3000 −2,101 · 10−03 1,770 · 10−07
Tabelle A.11.: Parameter für 2Al + 3O ⇔ Al2O3 + ∆HRAl2O3
T in K Polynom
T1 T2 a b c
300 933,45 −1,664 · 1006 −7,959 · 1001 1,662 · 10−01
933,45 2327,02 −1,694 · 1006 −1,225 · 1001 1,692 · 10−02
2327,02 2793,71 −1,734 · 1006 8,247 · 1001 −3,334 · 10−03
2793,71 3000 −2,098 · 1006 −2,863 · 1002 1,973 · 10−01
T1 T2 d e
300 933,45 −1,344 · 10−04 3,919 · 10−08
933,45 2327,02 −4,684 · 10−06 5,073 · 10−10
2327,02 2793,71 3,145 · 10−07 −1,648 · 10−11
2793,71 3000 −4,546 · 10−05 3,899 · 10−09
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Tabelle A.12.: Parameter für Si+ 2O ⇔ SiO2 + ∆HRSiO2
T in K Polynom
T1 T2 a b c
300 848,01 −9,050 · 1005 −3,997 · 1001 9,341 · 10−02
848,01 1140,09 −9,093 · 1005 −4,462 1,555 · 10−02
1140,09 1685 −9,107 · 1005 4,381 5,712 · 10−03
1685 1738,47 −2,860 · 1006 4,442 · 1003 −3,883
1738,47 1995,99 −9,580 · 1005 7,601 · 10−01 5,297 · 10−03
1995,99 3000 −9,813 · 1005 2,599 · 1001 −1,333 · 10−03
T1 T2 d e
300 848,01 −9,142 · 10−05 4,040 · 10−08
848,01 1140,09 −8,154 · 10−06 1,493 · 10−09
1140,09 1685 −2,642 · 10−06 3,215 · 10−10
1685 1738,47 1,512 · 10−03 −2,208 · 10−07
1738,47 1995,99 −1,372 · 10−06 1,291 · 10−10
1995,99 3000 −1,144 · 10−08 9,547 · 10−12
Tabelle A.13.: Parameter für Mn+O ⇔MnO + ∆HRMnO
T in K Polynom
T1 T2 a b c
300 980 −3,860 · 1005 2,111 7,871 · 10−03
980 1361 −3,860 · 1005 3,891 −7,295 · 10−03
1361 1412 −1,266 · 1005 −7,574 · 1002 8,298 · 10−01
1412 1519 −3,436 · 1005 −1,128 · 1002 1,110 · 10−01
1519 2115,15 −3,860 · 1005 −1,676 · 1001 3,842 · 10−03
2115,15 2335,97 −3,455 · 1005 4,369 · 10−01 −1,944 · 10−03
2335,97 3000 −6,468 · 1005 5,029 · 1001 −1,600 · 10−02
T1 T2 d e
300 980 −1,180 · 10−05 4,172 · 10−09
980 1361 4,359 · 10−06 −8,138 · 10−10
1361 1412 −4,057 · 10−04 7,429 · 10−08
1412 1519 −5,078 · 10−05 8,669 · 10−09
1519 2115,15 −1,136 · 10−07 1,496 · 10−11
2115,15 2335,97 3,384 · 10−07 −2,946 · 10−11
2335,97 3000 4,016 · 10−06 −4,072 · 10−10
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Tabelle A.14.: Parameter für Fe+O ⇔ FeO + ∆HRFeO
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
300 1184,81 −2,529 · 1005 −1,662 · 1002 7,680 · 10−01 −1,694 · 10−03
1184,81 1644,15 −2,744 · 1005 9,117 · 10−01 2,233 · 10−02 −3,157 · 10−05
1644,15 1667,47 0,000 0,000 0,000 0,000
1667,47 1810,95 −1,775 · 1007 6,001 · 1004 −8,569 · 1001 6,526 · 10−02
1810,95 3000 −2,523 · 1005 7,769 −2,686 · 10−03 1,153 · 10−06
T1 T2 e f g
300 1184,81 2,024 · 10−06 −1,257 · 10−09 3,153 · 10−13
1184,81 1644,15 2,145 · 10−08 −6,848 · 10−12 8,679 · 10−16
1644,15 1667,47 −4,733 · 10−07 4,593 · 10−10 −1,159 · 10−13
1667,47 1810,95 −2,795 · 10−05 6,383 · 10−09 −6,071 · 10−13
1810,95 3000 −3,661 · 10−10 6,283 · 10−14 −4,403 · 10−18
Tabelle A.15.: Parameter für 2Fe+ 3O ⇔ Fe2O3 + ∆HRFe2O3
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
300 1184,81 −6,840 · 1005 −1,487 · 1003 6,120 −1,272 · 10−02
1184,81 1667,47 −1,096 · 1006 9,615 · 1002 −1,438 1,197 · 10−03
1667,47 1810,95 −8,448 · 1007 2,890 · 1005 −4,158 · 1002 3,191 · 10−01
1810,95 3000 −8,052 · 1005 −5,391 · 1001 6,086 · 10−02 −4,071 · 10−05
T1 T2 e f g
300 1184,81 1,431 · 10−05 −8,239 · 10−09 1,899 · 10−12
1184,81 1667,47 −5,709 · 10−07 1,465 · 10−10 −1,577 · 10−14
1667,47 1810,95 −1,377 · 10−04 3,169 · 10−08 −3,037 · 10−12
1810,95 3000 1,438 · 10−08 −2,636 · 10−12 1,974 · 10−16
Tabelle A.16.: Parameter für C + 12O2 ⇔ CO + ∆HRCO
T in K Polynom
T1 T2 a b c d
300 3000 −1,146 · 1005 2,348 · 1001 −4,080 · 10−02 2,959 · 10−05
T1 T2 e f g
300 3000 −1,197 · 10−08 2,517 · 10−12 −2,150 · 10−16
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A.4. FactSage
TM
Ergebnis-Tabellen
Tabelle A.17.: FactSage
TM
Ergebnis-Tabelle reines Pulver-Blasen bei 1 mbar
mPulver in kg 0 500 1000 1500
T in ◦C 1600 1574 1548 1523
Gas
CO  99,999 99,999 99,999
CO2  0,001 0,001 0,001
total in m3  1,06 · 1006 2,08 · 1006 3,08 · 1006
Stahlschmelze Gew.-%
Al 0,070 0,070 0,069 0,069
C 0,700 0,601 0,502 0,404
CaO  0,001 0,001 0,000
Cr 18,000 17,952 17,904 17,856
Fe 79,990 80,128 80,267 80,405
Mn 1,200 1,196 1,192 1,188
Si 0,040 0,052 0,065 0,077
total in kg 8,50 · 1004 8,53 · 1004 8,56 · 1004 8,59 · 1004
Monoxid-Phase Gew.-%
Al2O3  0,119 0,266 0,635
CaO  99,870 99,717 99,336
Cr2O3  0,000 0,001 0,001
FeO  0,000 0,000 0,001
MnO  0,010 0,016 0,027
total in kg  13,242 27,854 42,486
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Tabelle A.18.: FactSage
TM
Ergebnis-Tabelle reines Pulver-Blasen bei 100 mbar
mPulver in kg 0 500 1000 1500
T in ◦C 1600 1590 1566 1543
Gas
CO  99,948 99,928 99,899
CO2  0,052 0,072 0,101
total in m3  5,78 · 1003 1,59 · 1004 2,51 · 1004
Stahlschmelze Gew.-%
Al 0,070 0,006 0,003 0,001
AlO  0,000 0,000 0,000
C 0,700 0,645 0,549 0,460
Cr 18,000 17,944 17,893 17,841
Cr2O  0,007 0,010 0,013
CrO  0,005 0,007 0,009
Fe 79,990 80,142 80,280 80,420
Mn 1,200 1,196 1,192 1,185
MnO  0,000 0,000 0,000
O  0,001 0,001 0,001
Si 0,040 0,052 0,065 0,070
total in kg 8,500 · 1004 8,528 · 1004 8,557 · 1004 8,586 · 1004
Ca(Al,Fe)4O7-Phase Gew.-%
Ca1Al4O7  100,000 100,000 99,999
Ca1Fe4O7  0,000 0,000 0,001
total in kg 0,000 33,739 128,890 105,860
Ca(Al,Fe)12O19-Phase Gew.-%
Ca1Al12O19  100,000 99,999 
Ca1Fe12O19  0,000 0,001 
total in kg 0,000 82,284 7,056 0,000
flüssige Schlacke Gew.-%
Al2O3    43,290
CaO    30,875
Cr2O3    0,154
CrO    1,682
Fe2O3    0,001
FeO    0,170
Mn2O3    0,001
MnO    4,907
SiO2    18,920
total in kg    63,971
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Tabelle A.19.: FactSage
TM
Ergebnis-Tabelle kombiniertes Blasen bei 1 mbar und
konstant VO2 = 349 Nm
3
mPulver in kg 0 500 1000 1500
T in ◦C 1641 1615 1594 1580
Gas
CO 99,999 99,998 99,995 99,965
CO2 0,001 0,002 0,005 0,035
total in m3 4,96 · 1006 5,97 · 1006 6,84 · 1006 7,49 · 1006
Stahlschmelze Gew.-%
Al 0,070 0,070 0,052 0,007
AlO  0,000 0,000 0,000
C 0,261 0,163 0,077 0,013
CaO  0,002 0,001 0,000
Cr 18,079 18,030 17,982 17,929
Cr2O 0,000 0,000 0,001 0,006
CrO 0,000 0,000 0,001 0,004
Fe 80,344 80,481 80,624 80,771
Mn 1,205 1,201 1,197 1,193
O  0,000 0,000 0,000
Si 0,040 0,053 0,065 0,076
total in kg 8,46 · 1004 8,49 · 1004 8,52 · 1004 8,55 · 1004
Monoxid-Phase Gew.-%
Al2O3  0,460  
CaO  99,505  
Cr2O3  0,002  
FeO  0,001  
MnO  0,032  
total in kg  12,374  
Ca(Al,Fe)4O7-Phase Gew.-%
Ca1Al4O7    100,000
Ca1Fe4O7    0,000
total in kg    52,434
flüssige Schlacke Gew.-%
Al2O3   50,720 64,231
CaO   48,888 33,130
Cr2O3   0,006 0,079
CrO   0,055 0,522
Fe2O3    0,000
FeO   0,008 0,035
Mn2O3    0,000
MnO   0,049 0,314
SiO2   0,274 1,689
total in kg   56,823 94,136
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Tabelle A.20.: FactSage
TM
Ergebnis-Tabelle kombiniertes Blasen bei 100 mbar und
konstant VO2 = 349 Nm
3
mPulver in kg 0 500 1000 1500
T in ◦C 1657 1633 1612 1597
Gas
CO 99,911 99,853 99,750 99,597
CO2 0,089 0,147 0,250 0,403
total in m3 4,46 · 1004 5,42 · 1004 6,15 · 1004 6,62 · 1004
Stahlschmelze Gew.-%
Al 0,007 0,002 0,001 0,000
AlO 0,001 0,000 0,000 
C 0,309 0,216 0,145 0,098
Cr 18,054 17,991 17,908 17,809
Cr2O 0,018 0,029 0,048 0,074
CrO 0,013 0,020 0,032 0,048
Fe 80,351 80,485 80,634 80,810
Mn 1,205 1,201 1,178 1,118
MnO 0,000 0,001 0,001 0,001
O 0,001 0,002 0,003 0,005
Si 0,040 0,053 0,051 0,036
total in kg 8,46 · 1004 8,49 · 1004 8,52 · 1004 8,54 · 1004
Korund-Phase Gew.-%
Al2O3 98,616  90,581 
Cr2O3 1,384  9,418 
Fe2O3 0,000  0,001 
total in kg 101,660  31,491 
Ca(Al,Fe)4O7-Phase Gew.-%
Ca1Al4O7  100,00  
total in kg  29,577  
Ca(Al,Fe)12O19-Phase Gew.-%
Ca1Al12O19  100,00  
total in kg  92,802  
flüssige Schlacke Gew.-%
Al2O3   48,470 31,132
CaO   16,716 11,847
Cr2O3   0,816 1,240
CrO   6,248 10,446
Fe2O3   0,003 0,005
FeO   0,718 1,273
Mn2O3   0,007 0,012
MnO   11,852 22,875
SiO2   15,169 21,171
total in kg   169,830 359,550
